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Ein grundlegendes physikalisches Verständnis des Abschreckprozesses im Rahmen der 
Wärmebehandlung metallischer Bauteile ist entscheidend, um den Wärmebehandlungspro-
zess und das Produkt in Bezug auf die erreichbare Härte des Bauteils bei gleichzeitig mi-
nimalem Bauteilverzug zu optimieren. Zur Einstellung der dazu notwendigen Gefügestruk-
turen im Werkstoff muss das Bauteil in der Regel mit definierter, hoher Geschwindigkeit 
in einer Flüssigkeit abgekühlt werden. Auftretende Siedephänomene an der heißen Bau-
teiloberfläche beeinflussen in stark zeitabhängiger Weise den lokalen Benetzungszustand 
des Bauteils mit Flüssigkeit und damit auch den lokalen Wärmeübergang am Bauteil. Hohe 
Temperaturgradienten im Bauteil während des Abkühlprozesses können die Folge sein, die 
zu Inhomogenitäten bezüglich der Gefüge- und Härteverteilung sowie zu Verzügen des 
Bauteils nach dem Abschrecken führen können. 
Ziel dieser Arbeit ist eine modellbasierte Analyse des Strömungs- und Wärmetransports 
sowie der resultierenden Bauteileigenschaften beim Abschrecken von Bauteilen in Flüs-
sigkeiten. Der Einfluss wichtiger Abschreckprozessparameter, insbesondere der Anström-
geschwindigkeit und der Anströmrichtung, auf den Siedeverlauf soll im Rahmen dieser 
Arbeit anhand von Bauteil-Modellgeometrien untersucht werden. Die Kenntnis der zwei-
phasigen Strömung unter Berücksichtigung des temperaturbedingten Phasenübergangs 
zwischen Liquid- und Dampfphase ist notwendig, um die lokale und zeitliche Verteilung 
des Wärmeübergangs an der Bauteiloberfläche vorhersagen zu können. Die lokalen Wär-
meübergänge stellen dabei die wesentliche Kenngröße zur Verknüpfung der strömungsin-
duzierten Vorgänge nahe der Bauteiloberfläche mit den daraus resultierenden Abkühlver-
läufen während des Abschreckens im Bauteil selbst dar. Dabei wird die Kopplung des zeit- 
und ortsabhängigen zweiphasigen Strömungsfeldes (flüssig / dampfförmig) und der daraus 
resultierend Abkühlung des Körpers im Modell berücksichtigt. In dieser Arbeit ist die Ab-
bildung dieser Vorgänge mittels numerischer Prozesssimulationen unter Einbezug eines 
Modells zur Berechnung des Phasenübergangs vorgesehen. Existierende Ansätze und Ver-
öffentlichungen konzentrieren sich bisher auf die isolierte Betrachtung der einzelnen Sie-
dephasen, während in dieser Arbeit die Erarbeitung eines siedephasenübergreifenden An-
satzes angestrebt wird. Dieses Modell ermöglicht die Ableitung und Analyse verschiedener 
lokaler Prozessgrößen wie z.B. der Siedephasenübergänge und der Leidenfrosttemperatur 
an der Körperoberfläche sowie der Strömungs- und Temperaturverhältnisse im Dampffilm 
selbst. Diese Prozesszustände sind ansonsten nicht oder nur schwer während des instatio-




Betrachtet wird darüber hinaus, in welcher Weise die Anströmbedingungen in einer er-
zwungenen Flüssigkeitsströmung eine direkte Beeinflussung des Siedeverlaufs und somit 
auch des Abkühlverlaufs des Bauteils ermöglicht und somit zur gezielten Steuerung des 
Abschreckergebnisses herangezogen werden kann. 
In einem zweiten Simulationsschritt (s. Bild 1) werden die zeit- und ortsabhängigen Wär-
meübergangskoeffizienten aus dem ersten Simulationsschritt auf der Oberfläche des Bau-
teils als Randbedingungen in der Werkstoffsimulation verwendet. Auf Grundlage der loka-
len Abkühlverläufe im Bauteil wird die Phasenumwandlung von Austenit zu Martensit 
bzw. den ferritisch-perlitischen oder bainitischen Phasen berechnet. 
 
Bild 1: Aufbau und Schritte des Prozesssimulationsmodells 
Die mittels Werkstoffsimulationen berechneten lokalen Phasenverteilungen im Bauteil 
ermöglichen die Vorhersage der aus dem Abschreckverlauf resultierenden Werkstückei-
genschaften (Härteverläufe in Oberflächennähe). Die Simulationsergebnisse werden mit 
Ergebnissen aus experimentellen Abschreckuntersuchungen an metallischen Probenkör-
pern im Flüssigkeitsströmungsfeld verifiziert. Auf diese Weise soll eine Überprüfung und 
Verbesserung der verwendeten Simulationsmodelle und so eine verbesserte Vorhersagbar-
keit des Abschreckergebnisses in Abhängigkeit von einigen wenigen, vom Anwender der 
Abschreckeinrichtung in möglichst einfacher Weise einstellbaren Anströmparametern er-
zielt werden.  
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2 Aufbau der Arbeit 
Einleitend werden in Kapitel 3 die theoretischen Grundlagen sowie der Stand des Wissens 
zum Wärmeübergang beim Sieden an heißen Oberflächen vor dem Hintergrund des Ab-
schreckprozesses metallischer Bauteile zusammengefasst. Gleichzeitig wird ein Überblick 
zu existierenden Modellierungsansätzen von Siedeprozessen gegeben, wobei auf deren 
Vorteile und Limitierungen eingegangen wird. 
Im Kapitel 4 werden die Grundlagen des in dieser Arbeit entwickelten siedephasenüber-
greifenden Simulationsmodells des Abschreckprozesses von Bauteilen in Flüssigkeiten 
vorgestellt. Das Modell ermöglicht die Berechnung der gekoppelten, instationären zwei-
phasigen Strömungsstruktur (inklusive des siedebedingten Übergangs zwischen der Flüs-
sigkeits- und der Dampfphase) sowie des daraus resultierenden zeit- und ortsabhängigen 
Wärmeübergangs an der Bauteiloberfläche. Es werden hierfür die Erhaltungsgleichungen 
und die verschiedenen Kopplungsterme zwischen den Phasen (insbes. Energie- und Im-
pulsaustausch) dargestellt. Der Fokus der Modellentwicklung liegt auf den geeigneten 
Quell- und Senkentermen zur Erfassung der Verdampfungs- und Kondensationsvorgänge. 
In den Kapiteln 5.1 bis 5.3 werden die untersuchte Geometrie, die Randbedingungen und 
die erstellten numerischen Gitter in den durchgeführten Strömungs- und Werkstoffsimula-
tionen vorgestellt. Anschließend wird der Versuchsaufbau und -ablauf innerhalb der Veri-
fikationsexperimente zum Abschreckverlauf im Flüssigkeitsströmungsfeld beschrieben. Im 
Abschnitt 5.4 werden die Methoden und Definitionen dargestellt, die bei der Erarbeitung 
und Analyse der Ergebnisse innerhalb dieser Arbeit verwendet worden sind. 
Das Kapitel 6 umfasst die Vorstellung und Analyse der erzielten Ergebnisse. In Kapitel 6.1 
wird das einphasige Strömungsfeld der Liquidphase im Strömungsrohr der Abschreckvor-
richtung erläutert. Der Abschnitt 6.2 zeigt vergleichend die zeit- und ortsabhängigen Sie-
deabläufe aus Simulation und Experiment, bestehend aus dem Zeitpunkt des Ablösens der 
Siedefronten und deren Bewegung über die Körperoberfläche, und bringt diese mit den 
resultierenden lokalen Temperaturverläufen im Bauteil in Zusammenhang. Damit soll die 
Eignung des entwickelten Modellansatzes demonstriert werden, um die lokalen und zeit-
abhängigen Strömungs- und Wärmeübergangsvorgänge während des gesamten Ab-
schreckprozesses bei verschiedenen Anströmbedingungen und Strömungsstrukturen der 
flüssigen Phase abzubilden bzw. vorherzusagen. 
Die Auswertung weiterführender, experimentell nicht oder nur schwer zugänglicher Grö-
ßen aus der Strömungssimulation (lokale Leidenfrosttemperatur, Verläufe der Dampftem-
peraturen und -geschwindigkeiten an der Körperoberfläche, lokale und temperaturabhängi-
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ge Dampfschichtdicken) erfolgt ab Kapitel 6.3. Dabei wird insbesondere auf den Einfluss 
der Strömungskinetik auf den Verlauf des Abschreckprozesses und die zeit- und ortsab-
hängigen Wärmeübergangskoeffizienten eingegangen. 
Die aus dem Siedeverlauf am Körper resultierenden Härteverläufe an der Bauteiloberfläche 
aus Experiment und Werkstoffsimulation werden in Kapitel 6.8 ausgewertet und vergli-
chen. Dabei werden die Einflüsse der Strömungsstruktur der Liquidphase sowie der An-
strömgeschwindigkeit auf die resultierenden Materialeigenschaften von Bauteilen im Ab-
schreckprozess in Flüssigkeiten aufgezeigt. 
In Anhang A wird der Einfluss der Modellgrößen und -parameter auf die zweiphasige 
Strömungsstruktur und den resultierenden Wärmeübergang sowie ein mögliches Optimie-
rungspotenzial im entwickelten Siedemodell diskutiert. 
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3 Grundlagen und Stand der Technik 
3.1 Abschrecken im Rahmen der Wärmebehandlung von Stahlbau-
teilen 
Zur Einstellung von Material- und Bauteileigenschaften werden metallische Bauteile und 
Komponenten aus Stahllegierungen wärmebehandelt, um Gefügezustände im Werkstoff zu 
erreichen, die hinsichtlich Härte, Festigkeit und Zähigkeit die gewünschten Funktionen des 
finalen Bauteils ermöglichen [Bargel et al., 2008]. Ausgehend von einer zumeist austeniti-
schen Gefügestruktur (bei untereutektoidischen Stählen), die nach Erwärmen und Halten 
des gesamten Bauteilquerschnitts auf ausreichend hohen Temperaturen vorliegt, muss das 
Material hinreichend schnell abgekühlt werden, so dass die Diffusion von Kohlenstoff im 
Gefüge des Werkstoffs unterdrückt wird und damit ein spontanes Umklappen des Kristall-
gitters vom kubisch-flächenzentrierten zum kubisch-raumzentrierten bzw. tetragonalen 
Gittertyp stattfindet. Das auf diese Weise geschaffene martensitische Gefüge weist eine 
hohe Härte auf, so dass in Abschreckprozessen typischerweise eine möglichst hohe, sowie 
gezielt einstellbare und homogene Abkühlung des Bauteils zur Einstellung der gewünsch-
ten Gefügestruktur angestrebt wird. Wird die zur martensitischen Umwandlung notwendi-
ge kritische Abkühlgeschwindigkeit nicht erreicht, so liegen in diesen Bereichen nach dem 
Abschrecken stattdessen ferritisch-perlitische oder bainitische Gefügestrukturen vor. 
Zeitliche und/oder örtliche Abweichungen hinsichtlich der Abkühlintensität resultieren in 
hohen Temperaturgradienten im Bauteil, die aufgrund der thermisch bedingten unter-
schiedlichen Ausdehnung des Materials zu Spannungen führen können. Zusätzlich geht die 
martensitische Umwandlung mit einer Volumenzunahme einher, so dass auf diese Weise 
zusätzliche Umwandlungsspannungen im Bauteil erzeugt werden können. Beide Einflüsse 
können sich in Form von Bauteilverzügen auf die Bauteilfunktion auswirken, auch wenn 
die sonstigen Bauteileigenschaften die vom Anwender gestellten Anforderungen prinzipiell 
erfüllen. In vereinfachter Form besteht der Wärmebehandlungsprozess von Stahlbauteilen 
aus drei Schritten [Boyer und Cary, 1989]: 
 Austenitisieren: Durch Aufheizen und Halten des Werkstücks auf Temperaturen 
von üblicherweise ca. 800 - 900 °C über einen ausreichend langen Zeitraum wird 
im gesamten Bauteilquerschnitt das Ausgangsgefüge für den folgenden Abschreck-
prozess eingestellt. 
 Abschrecken: Durch beschleunigtes Abkühlen werden im Werkstoff Ungleichge-
wichtszustände erzeugt, da die Diffusionsvorgänge des Kohlenstoffs im Gefüge mit 
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sinkender Temperatur langsamer ablaufen. Die zu erwartenden Gefügearten und 
Härtewerte für verschiedene Abschreckverläufe werden in werkstoffspezifischen 
Zeit-Temperatur-Umwandlungsdiagrammen (ZTU) dargestellt (s. Bild 2) [Rose et 
al., 1972]. 
 
Bild 2: ZTU-Diagramm für einen unlegierten Stahl mit 0,45 % Kohlenstoffanteil 
[Max-Planck-Institut für Eisenforschung, 2005] 
Bei eher geringen Abkühlgeschwindigkeiten bilden sich bainitische oder ferritisch-
perlitische Gefügestrukturen (Bereiche B, F und P in Bild 2) aus. Wird jedoch eine 
kritische Abschreckgeschwindigkeit überschritten, tritt eine diffusionslose, extrem 
schnelle Umwandlung zum martensitischen Gefüge (M) ein, die mit einem Um-
klappen der Gitterstruktur des Kristalls und einer deutlichen Steigerung der Härte 
einhergeht [Worch et al., 2011]. 
 Anlassen: Um der Sprödigkeit des martensitisch geprägten Gefüges entgegenzu-
wirken, folgt meist ein Aufheizen und Halten des Bauteils auf vergleichsweise ge-
ringe Temperaturen (je nach Legierungszustand bei Temperaturen bis maximal 650 
°C [Bargel et al., 2008]). Auf diese Weise werden Verspannungen im Bauteil ge-
löst, wodurch die Zähigkeit des Materials steigt und gleichzeitig die Härte ab-
nimmt. 
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3.2 Einphasiger Wärmeübergang am längsangeströmten Zylinder 
Als Modellbauteil-Geometrien werden in dieser Arbeit insbesondere zylindrische bzw. 
wellenförmige Bauteile betrachtet. Der einphasige Wärmeübergang am längsangeströmten 
Kreiszylinder bei konstanter Wandtemperatur kann gemäß [VDI, 2006] an der überström-
ten ebenen Platte analytisch berechnet werden (bei vergleichsweise geringer Krümmung 
der Mantelfläche liegt der Fehler bei weniger als 2 %). Bild 3 zeigt den Verlauf der lokalen 
Nusseltzahl Nuz (z als charakteristische Länge) und flächengemittelten Nusseltzahl NuL 
(charakteristische Länge L) sowie des Wärmeübergangskoeffizienten WÜK (s. Kapitel 
4.3.2 und 4.3.3) bei laminar geprägter Grenzschichtströmung an der Mantelfläche für einen 
Zylinder mit einer Länge L = 150 mm und dem Durchmesser d << L. 
 
Bild 3: Lokale Nusseltzahl Nuz (oben links) und lokaler Wärmeübergangskoeffizient WÜK 
(oben rechts) sowie die flächengemittelte Nusseltzahl NuL auf der Mantelfläche eines 
längsangeströmten Zylinders (unten) gemäß VDI-Wärmeatlas [VDI, 2006] 
Die in Bild 3 dargestellten Größen sind definiert als: 























 . Gl. 3 
Der lokale WÜK zeigt dabei seine maximalen Werte im Bereich hinter der direkt der ein-
treffenden Strömung ausgesetzten Stirnfläche des zylindrischen Körpers. Mit steigendem 
Abstand z / L sinkt der Wärmeübergang ab, um sich stromabwärts nahezu konstanten Wer-
ten anzunähern. 
Eine detaillierte Untersuchung des lokalen Wärmeübergangs am längsangeströmten zylind-
rischen Körper bei laminarer und turbulent geprägter Grenzschichtströmung findet sich in 
[Wiberg und Lior, 2005]. Eine Übersicht zu den Grundlagen der Gasabschreckung sowie 
Korrelationen zur Vorhersage des Wärmeübergangs für verschiedenen Abschreckgase so-
wie Strömungs- und Druckbedingungen finden sich in [Lhote und Delcourt, 1992] und 
[Totten et al., 2011]. Auf den Einfluss der Anordnung mehrerer gleichförmiger Bauteile 
bei der Chargenabschreckung hinsichtlich der lokalen Wärmeübergangsbedingungen geht 
beispielweise die Arbeit von [Macchion et al., 2006] ein. 
3.3 Wärmeübergang und Siedephasen beim Abschrecken in Flüs-
sigkeiten 
Der Abschreckvorgang von Bauteilen in Gasen und Flüssigkeiten ist Gegenstand aktueller 
Untersuchungen, da dieser Prozess aufgrund der hohen Energieintensität und der Komple-
xität der ablaufenden strömungs- und werkstofftechnischen Vorgänge in der industriellen 
Anwendung ein hohes Optimierungspotenzial aufweist. Ziel der Prozessoptimierung ist 
stets die vorhersagbare und reproduzierbare Einstellung der notwendigen lokalen Abkühl-
verläufe am Bauteil zum Erzielen einer gewünschten Gefügestruktur sowie der resultieren-
den Härteverteilung [Davis, 2007; Totten et al., 2011]. 
Bei der Verwendung von Luft oder technischen Gasen als Abschreckmedien können nur 
relativ niedrige Wärmübergangskoeffizienten bis etwa 2000 W/(m²K) erzielt werden [Lior, 
2004], so dass häufig Flüssigkeiten wie Wasser, Polymerlösungen oder Öle verwendet 
werden, um Wärmübergangskoeffizienten bis ca. 60.000 W/(m²K) zu ermöglichen [Davis, 
2007]. Auf diese Weise lassen sich die zur Erreichung der martensitischen Umwandlung 
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notwendigen, hohen Abkühlgeschwindigkeiten erzielen, jedoch sind die lokalen Abkühl-
bedingungen aufgrund von Siedevorgängen bei der Abschreckung mit Flüssigkeiten stark 
zeit- bzw. temperaturabhängig [Liščić, 2009].  
Im Rahmen des Abschreckprozesses werden metallische Bauteile zumeist kontinuierlich 
ausgehend von Temperaturen im Bereich von typischerweise 850 °C – 950 °C bis auf 
Raumtemperatur abgekühlt. Das Abschreckmedium wird in der Nähe der heißen Bauteil-
oberfläche stark erhitzt, so dass bei Flüssigkeiten beim Überschreiten der Siedetemperatur 
ein Phasenübergang (Verdampfung) stattfinden kann. Der resultierende (mittlere) Wärme-
übergang der heißen Oberfläche in Abhängigkeit von der Wandübertemperatur bzw. von 
der Wandüberhitzung wurde von [Nukiyama, 1966] beschrieben (s. Bild 4). 
 
Bild 4: Nukiyama-Kurve des (mittleren) Wärmestroms beim Sieden von Flüssigkeiten 
(nach [Gradeck et al., 2009; Herwig und Moschallski, 2006]) 
Bei der Abschreckung von Bauteilen in Flüssigkeiten können die Siedephasen, wie in Bild 
5 dargestellt, an verschiedenen Orten auf der Bauteiloberfläche gleichzeitig auftreten. Star-
ke lokale und zeitliche Abhängigkeiten des Wärmeübergangskoeffizienten und damit er-
hebliche Temperaturgradienten im Bauteil bei der Abkühlung sind die Folge. Zu Beginn 
des Abschreckprozesses bei hohen Bauteiltemperaturen im Bereich der Austenitisierungs-
temperatur (bei Stählen typischerweise ca. 850 °C – 950 °C) ist die Temperaturdifferenz 
zwischen Bauteiloberfläche und Fluid hoch genug, so dass die entstehenden Dampfanteile 
nicht von der Strömung abtransportiert werden. Zumindest bereichsweise entsteht ein ge-
schlossener Dampffilm, der geringe Wärmeübergänge bewirkt (Filmsieden). Treibende 
Mechanismen des Wärmeübergangs sind in diesem Bereich Wärmeleitung und Konvektion 
im Dampffilm sowie Wärmestrahlung zwischen der heißen Bauteiloberfläche und der 
Grenzschicht zwischen Dampf und Flüssigkeit. Verdampfung und Kondensation finden 
während dieser Siedephase nicht mehr direkt an der heißen Wand, sondern an der Phasen-
Grundlagen und Stand der Technik 
10 
 
grenzfläche zwischen dem geschlossenen Dampffilm und der darüber angeordneten Flüs-
sigkeitsphase statt. 
Sinkt die Temperatur des Bauteils während der Abkühlung, bricht am Leidenfrostpunkt 
(LFP) der Dampffilm zusammen. Die Wiederbenetzung der Oberfläche beginnt typi-
scherweise an den Kanten des Bauteils, zunächst an der unteren Seite, da diese eine größe-
re Oberfläche zur Auskühlung bietet und aufgrund der höheren Krümmung der Phasen-
grenzschicht hier bei der Tauchbadkühlung zuerst ein Zusammenbruch stattfindet 
(s. Kapitel 3.5.1) [Tensi und Stich, 1992; Tensi und Stich, 1994]. 
 
Bild 5: Siedephasen und der Wärmeübergangskoeffizienten zu einem Zeitpunkt während 
der Wasserbadabschreckung eines Zylinders aus Stahl 
(Ø 30 mm x 150 mm, Tliq = 60 °C, ohne Badumwälzung, Material: 1.4305) 
Während des Übergangssiedens bewegen sich (je nach Bauteilgeometrie) in der Regel 
mehrere Siedefronten auf die zentralen Stellen der Oberfläche zu, bis der Dampffilm auf 
der gesamten Oberfläche zusammengebrochen ist. Charakterisiert wird dies durch den ma-
ximal realisierbaren Wärmestrom während des Abkühlvorgangs, dem Critical Heat Flux 
(CHF). In den wieder mit Flüssigkeit benetzten Bauteilabschnitten resultiert die weiter 
auftretende Blasenbildung in sehr hohen Wärmeübergängen (Blasensieden), da zusätzlich 
zur konvektiv abgeführten Wärme Energie in Form von Verdampfungsenthalpie „ver-
braucht“ wird, woraus eine äußerst effektive Kühlung der Oberfläche bei vergleichsweise 
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geringen Wandübertemperaturen resultiert. Zusätzlich sorgt der Dampfblasenaufstieg für 
eine Durchmischung des Liquids und bewirkt damit zusätzlich eine verbesserte konvektive 
Wärmeabfuhr. 
Für nur noch sehr geringe Wandüberhitzungen folgt die Phase des „stillen Siedens“ bzw. 
des konvektiven einphasigen Wärmeübergangs, in der keine Verdampfung mehr erfolgt 
und der Wärmeübergang vom Bauteil durch die Gesetzmäßigkeiten in einphasigen Strö-
mungen beschrieben werden kann [Liščić und Tensi, 1992]. 
3.4 Einflussgrößen auf den Abschreckverlauf 
3.4.1 Überblick 
In der einschlägigen Literatur werden die folgenden Parameter als entscheidend für den 
Abkühlverlauf und das Abschreckergebnis beim Flüssigkeitsabschrecken für eine gegebe-
ne Bauteilgeometrie angegeben [Boyer, 1989; Boyer und Cary, 1989; Davis, 2007; Liščić 
und Tensi, 1992]: 
 Abschreckmedium: Während die Verwendung von Wasser sehr hohe Abkühlinten-
sitäten zulässt, weisen gängige Abschrecköle relativ geringe Abschreckraten bei 
deutlich weniger stark ausgeprägtem Leidenfrosteffekt auf. Die „Lücke“ bezüglich 
den erzielbaren Abkühlintensitäten zwischen Wasser und Öl kann durch Verwen-
dung von Polymerlösungen geschlossen werden. 
 Fluidtemperatur: Eine Erhöhung der Badtemperatur führt zu einer Verlangsamung 
der Abkühlung und zu einer Veränderung der Abfolge der Siedephasen am Bauteil, 
wobei dieser Zusammenhang meist stark nichtlinear ist. Die gezielte Einstellung 
dieses Parameters ist somit notwendig. Zusätzlich ist eine Regelung der Badtempe-
ratur in engen Grenzen erforderlich, um ein reproduzierbares Abschreckergebnis zu 
erhalten. 
 Bauteilanströmung: Der Abtransport des in Bauteilnähe gebildeten Dampfes kann 
durch eine im einfachsten Falle ungerichtete Badbewegung (z.B. mittels Rührvor-
richtung) hinsichtlich Homogenisierung und Reproduzierbarkeit des Abschreckpro-
zesses deutlich verbessert werden. Eine an die Bauteilgeometrie lokal angepasste 
Anströmung (z.B. durch ein flexibles Jetdüsenfeld) kann gezielt einen Zusammen-
bruch des Dampffilms beschleunigen oder sogar unmittelbar herbeiführen und so 
das Abschreckverhalten in gewünschter Weise beeinflussen. 
 Badverschmutzung: Verunreinigungen des Abschreckbades z.B. infolge häufiger 
Prozesswiederholungen führen zu einem deutlich veränderten Siedeverhalten und 
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bewirken deshalb unterschiedliche Abschreckverläufe, so dass im industriellen 
Umfeld eine entsprechende Säuberung / Filterung des Abschreckmediums vorzuse-
hen ist. 
 Oberflächenbeschaffenheit: Eine ansteigende Rauheit der metallischen Oberfläche 
oder Verunreinigungen der Bauteiloberfläche führen aufgrund der Störung der 
wandnahen Strömungsstruktur tendenziell zu höheren Abkühlgeschwindigkeiten 
und einem beschleunigten Dampffilmzusammenbruch. Oxidationsschichten als Re-
sultat des Aufheizvorgangs (an Umgebungsluft) an der Oberfläche können hinge-
gen isolierend wirken und eine geringere Abkühlgeschwindigkeit verursachen. 
3.4.2 Eingrenzung im Rahmen dieser Arbeit 
Im Rahmen dieser Arbeit wird vorrangig der Einfluss einer parallelen Umströmung eines 
aufrecht stehenden zylindrischen Bauteils untersucht. Als flüssiges Abschreckmedium 
wird Wasser bei einer konstanten Temperatur (bei Abschreckbeginn) untersucht. Der Ein-
fluss von Badverschmutzungen sowie verschiedener Oberflächenbeschaffenheiten ist hier 
nur der Vollständigkeit halber angeführt und wird im weiteren Verlauf der Arbeit nicht 
detailliert betrachtet. Als Modellwerkstoff werden Stahllegierungen betrachtet. 
3.5 Abschreckung zylindrischer Bauteile 
3.5.1 Siede- und Abkühlverlauf an vertikalen Oberflächen 
Zylinderförmige metallische Bauteile werden zur Abschreckung häufig in vertikaler Aus-
richtung in flüssigen Medien angeordnet und dabei entweder ruhend (Tauchbadabschre-
ckung) oder von unten mit einer aus axialer Richtung eintreffenden Strömung mit ver-
gleichsweise geringen Geschwindigkeiten (s. Kapitel 3.4) beaufschlagt. Die unterschiedli-
chen Benetzungszustände bzw. Siedephasen (s. Kapitel 3.2) zu verschiedenen Zeitpunkten 
auf der Oberfläche des zylindrischen Probenkörpers können Bild 6 (links) entnommen 
werden, das anhand von Momentaufnahmen den zeitlichen Verlauf des Dampffilmzusam-
menbruchs an der unteren Kante des Körpers und die aufwärts wandernde Wiederbenet-
zungsfront zeigt. Zeitverzögert ist ebenfalls das Ablösen der Siedefront von der oberen 
Kante zu erkennen. 
Zusätzlich ist in Bild 6 (rechts) für einen Punkt im zylindrischen Probenkörper in unmittel-
barer Wandnähe der qualitative Verlauf des aus der zeit- und ortsabhängigen Verteilung 
der Siedephasen resultierenden Abkühlverhaltens gezeigt. Zu erkennen ist der niedrige 
Wärmeübergang zu Beginn des Abschreckprozesses, der sich im flachen Verlauf der Ab-
 kühlkurve äußert, gefolgt von dem steilen Temperaturab
Siedefilms am Leidenfrostpunkt 
Bild 
(Ø
[Totten et al., 2011]
Die Abschreckung metallischer Bauteile wird in der Literatur vielfältig untersucht, so da
sich im folgenden Kapitel ein Überblick entsprechend des Fokus dieser Arbeit auf die 
Vorgänge am metallischen Zylinder bzw. an vertikalen Oberflächen konzentriert. Eing





die Wärmeübergangskoeffizienten (WÜK) beim Filmsieden sowie die dabei vorliegenden 
Siedefilmdicken an Kugeln sowie vertikal ausgerichteten Platten und zylindrischen Baute
len während der instationären Abkühlung. Die Überhitzu
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Zur Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten wurde die Lumped
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6: Links: Benetzungszustände beim Abschrecken eines zylindrischen Probenkörpers 
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Bild 7: Wärmeübergangskoeffizient während des Filmsiedens für verschiedene Liquidtem-
peraturen (nach [Jouhara und Axcell, 2009]) 
Generell konnten in dieser Arbeit mit abnehmender Bauteiltemperatur ungefähr linear an-
steigende Wärmeübergangskoeffizienten im Bereich 250 W/(m2K) < WÜK < 450 
W/(m2K) im angegebenen Intervall der Oberflächentemperatur gemessen werden. Dabei 
wurden bei sonst unveränderten Versuchsbedingungen generell höhere Wärmeübergangs-
koeffizienten festgestellt, je niedriger die Wassertemperatur im Strömungsrohr ist. Die 
dazugehörigen flächengemittelten Wärmestromdichten wiesen im Gegensatz dazu einen 
etwa linear absinkenden Trend mit einer zunehmenden Verringerung der Oberflächentem-
peratur des abzuschreckenden Körpers auf. 
Mittels fotografischer Aufnahmen bestimmten [Jouhara und Axcell, 2002] für die Dampf-
filmdicke δ auf der heißen Oberfläche für alle Bauteilgeometrien mit einem Anstieg der 
Wassertemperatur ansteigende Werte. Bei konstanter Wassertemperatur nimmt die Dampf-
filmdicke dagegen mit abnehmender Wandüberhitzung Tsup im Bereich 80 µm ≤ δ ≤ 
250 µm etwa linear ab (s. Bild 8). 
Der Einfluss der (allerdings sehr niedrigen) Anströmgeschwindigkeiten v0 auf die Wärme-
übergangskoeffizienten wurde in diesen Arbeiten als äußerst gering festgestellt. Eine Er-
höhung von v0 = 7,5 cm/s auf v0 = 14 cm/s bewirkte während der gesamten Filmsiedephase 
ein von der Bauteiltemperatur nahezu unabhängiges Absinken des Wärmeübergangskoeffi-
zienten um weniger als 10%. Demgegenüber wies die minimal gemessene Dampffilmdicke 
Grundlagen und Stand der Technik 
15 
 
δ am zylindrischen Bauteil im angegebenen Geschwindigkeitsintervall eine leicht abneh-
mende Tendenz für steigende Anströmgeschwindigkeiten v0 auf. 
 
Bild 8: Dampffilmdicke an einer vertikale Platte (Tliq = 93,3 °C) 
[Jouhara und Axcell, 2002] 
[Meduri et al., 2009] bestimmten experimentell den Wärmeübergang beim Filmsieden an 
senkrecht ausgerichteten, konstant beheizten Oberflächen (200 K ≤ Tsup ≤ 400 K) in einer 
aufwärts gerichteten Wasserströmung (75 °C ≤ TWasser ≤ 100 °C) mit verschiedenen An-
strömgeschwindigkeiten (0 m/s ≤ v0 ≤ 2 m/s). Der Wärmeübergangskoeffizient wurde aus 
der zur Heizung der Oberfläche notwendigen Leistung bestimmt und dabei für gegebene 
Wandüberhitzungen als ansteigend für steigende Liquidunterkühlungen ermittelt, wobei 
dieser Einfluss bei steigender Wandüberhitzung umso weniger deutlich ausfiel. Höhere 
Anströmgeschwindigkeiten bei ansonsten gleichen Versuchsbedingungen bewirkten hier 
generell ansteigende Wärmeübergangskoeffizienten im Bereich des Filmsiedens. 
[Liu et al., 2011; Shiotsu und Hama, 2000] sowie [Sakurai et al., 1998] führten Messungen 
des Wärmeübergangs an senkrecht angeordneten, elektrisch beheizten Zylindern in auf-
wärts gerichteten Wasserströmungen (40 °C ≤ TWasser ≤ 95 °C, 0 m/s ≤ v0 ≤ 3 m/s) bei einer 
Wandüberhitzung zu Beginn der Abschreckung von Tsup = 650 K durch. Während für An-
strömungen von bis zu v0 ≈ 1 m/s kaum ein Einfluss der Strömungsgeschwindigkeit auf 
den Wärmeübergangskoeffizienten beim Filmsieden festgestellt werden konnte, wurden 
für höhere Anströmgeschwindigkeiten v0 ungefähr linear ansteigende Werte des Wärme-
übergangskoeffizienten ermittelt. 
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[Bolukbasi und Ciloglu, 2007] analysierten das Filmsieden bei der instationären Abküh-
lung ohne Anströmung von vertikalen, metallischen Zylindern (Tsup ≤ 500 K), die an der 
unteren Seite eine halbkugelförmige Oberfläche aufwiesen, im Wasserbad bei 60 °C ≤ 
TWasser ≤ 92 °C. Nur für TWasser > 80 °C konnte zu Beginn der Abschreckung das Vorliegen 
eines geschlossenen Siedefilms beobachtet werden. Innerhalb dieser Siedephase konnte der 
Trend der steigenden Wärmeübergangskoeffizienten und sinkenden Wärmestromdichten 
bei abnehmender Oberflächentemperatur bestätigt werden. 
[Greene und Irvine, 1994] untersuchten den Einfluss der Fluidtemperatur auf den Wärme-
übergangskoeffizienten (aus der Lumped-Capacity Methode) beim Filmsieden an vertikal 
ausgerichteten metallischen Zylindern mit einer Starttemperatur von Twand = 850 °C im 
Wasserbad (s. Bild 9). Dabei wurden steigende Wärmeübergänge im Bereich 
300 W/(m2 K) ≤ WÜK ≤ 1100 W/(m2 K) mit einer Abnahme der Wassertemperatur von 
100 °C auf 30 °C festgestellt. 
 
Bild 9: Wärmeübergangskoeffizienten während des Filmsiedens am vertikalen Zylinder im 
Wasserbad [Greene und Irvine, 1994] 
Der Effekt der Wellenbildung auf der Phasengrenzfläche zwischen Dampffilm und umge-
benden Flüssigkeit wurde hinsichtlich des Wärmeübergangs und der Stabilität des Dampf-
films verschiedentlich analysiert. Die Wellenbildung sorgt dabei für eine Vergrößerung der 
Austauschfläche, zusätzlich entsteht eine oszillierende Bewegung der Phasengrenzfläche, 
woraus in der Summe eine Intensivierung des Wärmeübergangs während der Filmsiede-
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phase resultiert [Honda et al., 1998; Honda et al., 2007]. Auf der geschlossenen Dampf-
schicht direkt auf der Oberfläche bilden sich Wellen, deren Ursprung etwas oberhalb der 
Unterkante der heißen, vertikalen stehenden Oberfläche liegt [Sinkevich, 2008]. Die 
Amplitude dieser Wellen steigt mit sinkender Fluidunterkühlung an und kann dabei deut-
lich größer als die darunterliegende, geschlossene Dampffilmdicke werden [Tanaka, 1988]. 
Die maximalen Wärmeübergänge wurden an den Wellenbergen detektiert, während in den 
Wellentälern ein Minimum des Wärmeübergangs vorliegt [Vijaykumar und Dhir, 1992a; 
Vijaykumar und Dhir, 1992b]. Verschiedene Autoren entwickelten auf der Grundlage der 
Taylorschen Stabilitätstheorie Ansätze zur Berechnung der maximal auftretenden Wellen-
länge (Übersicht bei [Bernardin und Mudawar, 1999]) bevor der Dampffilm zusammen-
bricht. 
Leidenfrostpunkt und Wiederbenetzungskinetik 
Der in der deutschsprachigen Literatur als Leidenfrostpunkt (LFP) bzw. Leidenfrosttempe-
ratur bezeichnete Zusammenbruch des Dampffilms an der heißen Oberfläche und der nach-
folgende Übergang zum Übergangs- bzw. Blasensieden wird in der englischsprachigen 
Literatur als „Minimum Film Boiling“-Temperature (TMFB) bezeichnet. [Carbajo, 1985] 
und Tensi (in [Liščić et al., 2010b]) weisen darauf hin, dass TMFB die minimale Temperatur 
bei stationären Problemen, d.h. bei isothermer Temperaturverteilung in der heißen Ober-
fläche bezeichnet für die ein geschlossener Dampffilm vorliegt. Demgegenüber bezeichnet 
der Leidenfrostpunkt den jeweiligen Ort der Wiederbenetzung der Oberfläche mit Flüssig-
keit mit der dazugehörigen Temperatur bei der instationären Abkühlung eines Körpers 
[Lübben et al., 2009; Tensi und Stich, 1994]. 
Welche Mechanismen beim lokalen Erreichen der Leidenfrosttemperatur zum schlagarti-
gen Dampffilmzusammenbruch führen, konnte bisher nicht umfassend geklärt werden. Es 
existieren verschiedene Modellansätze zur Erklärung dieses Vorgangs, die von verschiede-
nen Autorengruppen vorgeschlagen werden. Als Ursache werden hydrodynamische, ther-
modynamische oder mechanische Instabilitäten sowie Temperaturabhängigkeiten der Kon-
taktwinkel des Fluids an der Wand vorgeschlagen. Ein detaillierter Vergleich dieser zum 
Teil sehr unterschiedlichen Erklärungsansätze sowie deren Einschätzung vor dem Hinter-
grund der Ergebnisse aus Messungen verschiedener Autoren in der Literatur zum Leiden-
frostpunkt findet sich bei [Bernardin und Mudawar, 1999]. Während variierende Fluidun-
terkühlungen und verschiedene Probenwerkstoffe (hinsichtlich ihrer Materialkennwerte) 
nur einen sehr geringen Einfluss auf die Leidenfrosttemperatur aufweisen, können steigen-
de Oberflächenrauheiten bzw. zunehmende Verunreinigungen zu einer erheblich anstei-
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genden Leidenfrosttemperatur führen. Bei 
verschiedenen Anströmgeschwindigkeiten als gering im Vergleich zu den Änderungen d
Leidenfrosttemperatur bei einer Variation des Systemdrucks eingestuft.
Experimentelle Untersuchungen zum Leidenfrostpunkt und zur Wiederbenetzungskinetik 
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strömgeschwindigkeiten sowie insbesondere höhere Fluidunterkühlungen zu einem Zu-
sammenbruch des Dampffilms bei größeren Oberflächentemperaturen führen. 
[Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009] untersuchten den Einfluss der Form 
der unteren Stirnfläche bei der instationären Abkühlung von zylindrischen Bauteilen 
(Tsup
 ≤ 800 K), die in einer aufwärts gerichteten vertikalen Rohrströmung (TWasser = 60 °C, 
0,2 m/s ≤ v0 ≤ 0,6 m/s) abgeschreckt wurden. Während die am unteren Ende flach abgesäg-
te Probe einen um den Umfang ungleichmäßig erfolgenden Dampffilmzusammenbruch 
aufzeigte, wies eine im Vergleich dazu unten mit einem 45°-Winkel konisch zulaufende 
Probe einen um den Probenumfang homogen erfolgenden sowie einen hinsichtlich des 
Zeitpunkts im Verlauf der Abschreckung besser reproduzierbaren Dampffilmzusammen-
bruch auf. Als Hauptgrund dafür wurde die an der Unterkante der Probe ablösende Strö-
mung identifiziert, die im Falle der stumpfen (rechtwinkligen) Probenunterkante ein deut-
lich stärker ausgeprägtes Rückstromgebiet im unteren wandnahen Bereich aufwies. 
Zusätzliche Untersuchungen widmen sich dem Zusammenhang zwischen dem Wiederbe-
netzungsverhalten und den lokalen Wärmeübergangsbedingungen auf die daraus resultie-
renden Materialeigenschaften (Härte, Spannungsverteilungen) nach dem Ende des Ab-
schreckvorgangs. Der Einfluss der Eigenschaften des Fluids und der Materialeigenschaften 
der Probe auf die Wiederbenetzungskinematik werden in qualitativer und quantitativer 
Weise von [Tensi et al., 1987; Tensi et al., 1995] beschrieben. Zusätzlich wird auf die Ab-
hängigkeiten zwischen der Probengeometrie und deren Orientierung im Abschreckbad auf 
die resultierende Oberflächenhärte auf Basis experimenteller Untersuchungen [Stich et al., 
1996; Tensi und Stitzelberger-Jakob, 1989] und von numerischen Berechnungen [Tensi et 
al., 1990] eingegangen. Die dabei an der Oberfläche herrschenden zeit- und ortsabhängigen 
Wärmeübergangsbedingungen werden von [Majorek et al., 1995; Stich und Tensi, 1995] 
aus gemessenen Abkühlkurven abgeschätzt (s. auch Vergleich mit Simulationsergebnissen 
aus dieser Arbeit in Kap. 6.4.1). 
Identifiziert werden kann als weiterer Einflussfaktor die Gestaltung der oberen und unteren 
Kante der zylindrischen Körpers. Zunehmendes Anfasen oder Abrunden der oberen und 
unteren Kanten sorgt für einen verzögerten Zusammenbruch des Dampffilms, da einerseits 
die zur Auskühlung zur Verfügung stehende Fläche sinkt und andererseits das Wegfallen 
der scharfen Kante ein „Durchbrechen“ des Dampffilms und somit ein Zusammenziehen 
des Dampffilms aufgrund der Oberflächenspannung der Phasengrenzfläche nicht mehr 
ermöglicht [Lübben et al., 2009; Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009]. 
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Critical Heat Flux (CHF) und Blasensieden 
Ähnlich zum Leidenfrostpunkt wird auch hier von einigen Autoren eine Unterscheidung 
der Begrifflichkeiten vorgenommen. Als Critical Heat Flux (CHF) wird häufig diejenige 
Wärmestromdichte bezeichnet, mit deren Erreichen an einer stationär beheizten („steady-
state“) Oberfläche der Übergang vom mit Flüssigkeit benetzten Zustand zum Filmsieden 
stattfindet. Demgegenüber bezeichnet Maximum Heat Flux (MHF) den maximalen Wär-
mestrom während der transienten Abkühlung eines Körpers [Hammad et al., 2004]. Andere 
Autoren beschreiben diese beiden Größen jedoch auch in beiden Fällen als identisch 
[Mozumder et al., 2006]. 
Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird als CHF der maximale Wärmestrom an der Ober-
fläche eines heißen Körpers während der Abkühlung in siedenden Medien bezeichnet. Ei-
nen Überblick über die Begrifflichkeiten, Einflussgrößen und die verfügbaren Literaturer-
gebnisse zu diesem Thema bieten [Ahmed et al., 2010] und [Mozumder, 2006]. 
Den Einfluss der Fluidunterkühlung Tsub = Tsiede - Tliquid und des Druckniveaus auf den 
Wärmestrom während des Blasensiedens und insbesondere auf den CHF und die bei des-
sen Erreichen vorliegende Oberflächentemperatur der beheizten Fläche beim Behältersie-
den wurde bspw. von [Lee und Lee, 1997] an vertikal durchströmten Rohren, von [Sakurai, 
2000] an horizontalen Drähten und vertikalen zylindrischen Bauteilen [Sakurai et al., 
1998], sowie von [Auracher und Marquardt, 2002; Auracher und Marquardt, 2004] und 
[Ono und Sakashita, 2009] an horizontalen Platten gemessen. Die Ermittlung des Wär-
mestroms basiert dabei auf der Kenntnis der jeweils zum Heizen der Oberfläche entgegen 
der äußeren Kühlwirkung notwendigen elektrischen Energie. Steigende Liquidunterküh-
lungen Tsub = Tsiede - Tliq führen dabei generell bei größeren Oberflächentemperaturen zum 
Erreichen des CHF, dessen Wert dabei jeweils umso höher ausfällt. Während bei Tsub = 
0 K der maximale Wärmestrom maxq  ≈ 10
6 W/m2 und die dazugehörige Wandüberhitzung 
Tsuper = Twand - Tsiede = 50 K beträgt, bewirkt ein Anstieg der Unterkühlung auf Tsub = 60 K 
eine Erhöhung des maximalen Wärmestroms auf maxq  ≈ 10
7 W/m2 bei einer dazugehöri-
gen Wandüberhitzung von Tsuper = 110 K [Sakurai et al., 1998]. 
Einen detaillierten Überblick zu Messungen des CHF an heißen Oberflächen bieten 
[Kandlikar, 2001a] und [Howard und Mudawar, 1999], die Literaturergebnisse zum Behäl-
tersieden in Wasser und anderen Flüssigkeiten für verschiedene Ausrichtungen einer ebe-
nen Oberfläche (Platte) auswerteten (Winkel: 0° = horizontal nach oben zeigend, 90° = 
vertikal, 180° = horizontal nach unten zeigend). Die höchsten Werte des CHF konnten da-
bei für aufwärts zeigende Oberflächen (Winkel: 0° - 60°) beobachtet werden, da hier die 
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sich bildenden Dampfblasen ungehindert nach oben aufsteigen können. Für annähernd 
vertikale Flächen (Winkel: 60° - 165°) sammeln sich die gebildeten Dampfanteile in 
Wandnähe und steigen an dieser entlang nach oben, woraus um etwa 10-40% niedrige 
Werte des CHFs als bei der horizontalen Oberfläche (Winkel: 0°) resultieren. Ist die heiße 
Oberfläche noch stärker nach unten ausgerichtet (Winkel: > 165°) kann der Wert des CHF 
um bis zu 90% geringer als bei der horizontal ausgerichteten Oberfläche (Winkel: 0°) aus-
fallen. Die bei Erreichen des CHF jeweils vorliegenden Oberflächentemperaturen fallen 
dabei mit steigendem Winkel niedriger aus. 
Qualitativ ähnliche Auswirkungen hat das Vorliegen einer aufwärts gerichteten Anströ-
mung auf den CHF an vertikalen Flächen gemäß den Arbeiten von [Celata et al., 1995] 
sowie [Cumo, 1992]. Steigende Anströmgeschwindigkeiten (bis v0 = 10 m/s) führen dabei 
zu höheren maximalen Wärmestromdichten, die bei jeweils ansteigenden Oberflächentem-
peraturen festgestellt werden konnten. 
Einflüsse der Abmessungen des abzuschreckenden Bauteils, insbesondere des Durchmes-
sers, untersuchten [Heming et al., 2003] und [Liščić et al., 2010a]. Eine höhere Masse der 
Probe führt (unter der Annahme eines genügend großen Verhältnisses L / d an der Probe) 
zu einer Zunahme der Dauer der verschiedenen Siedephasen, da generell eine größere 
Wärmemenge im Körper vorhanden ist und diese an die Umgebung abgeführt werden 
muss. Eine Änderung der Abmessungen der zylindrischen Bauteile von Ø 20 mm x 60 mm 
auf Ø 40 mm x 20 mm geht dabei in diesen experimentellen Untersuchungen mit einer 
recht geringen Zunahme des maximalen Wärmeübergangskoeffizienten beim Übergang 
vom Film- zum Blasensieden einher.  
Zusätzlich führte bei [Fernandes und Prabhu, 2007] ein vergrößerter Probendurchmesser 
(von Ø 28 mm auf Ø 44 mm, Probenlänge L = 2 d) am zylindrischen Stahlbauteil bei an-
sonsten identischen Abschreckbedingungen zu geringfügig erhöhten kritischen Wär-
mestromdichten. Gleichzeitig konnte bei den durchgeführten Untersuchungen jedoch mit 
einer Zunahme der Anströmgeschwindigkeit eine leichte Abnahme derjenigen Oberflä-
chentemperatur ermittelt werden, die mit dem jeweiligen Eintreten des „Critical Heat 
Fluxes“ in Verbindung gebracht werden kann. 
Onset of Nucleation Boiling (ONB) 
Die zum Beginn der Dampfblasenbildung an einer beheizten Oberfläche notwendige Wär-
mestromdichte bzw. Oberflächentemperatur wurde von [Sakurai, 2000] an horizontalen 
Drähten und vertikalen zylindrischen Bauteilen [Sakurai et al., 1998] beim Behältersieden 
(ohne Anströmung) experimentell bestimmt. Es zeigte sich, dass die zur Dampfblasenbil-
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dung notwendige Wandüberhitzung nahezu unabhängig von der geometrischen Anordnung 
der beheizten Oberfläche und der Fluidunterkühlung ist u
bungsdruck) etwa ΔT
keit der beheizten Oberfläche ermittelt, da mit größeren Keimstellen eine geringere Flui
überhitzung in Wandnähe zur Verdampfung notwendig is
Wird zusätzlich bei ansonsten unveränderten Versuchsbedingungen die Anströmgeschwi
digkeit erhöht, so steigt auch die notwendige Wandüberhitzun
Lee, 
ren Korrelationen, die die verschiedenen Einflussgrößen wie Geometrie, Strömung, ve
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Je geringer der Blasendurchmesser dBlase ist, desto höher ist gemäß Gl. 5 der notwendige 
Dampfdruck. 
Den Zusammenhang zwischen Druck und Temperatur beschreibt die Gleichung von Clau-









 . Gl. 6 
Unter Verwendung von Gl. 5 und Gl. 6 sowie unter der Annahme, dass die Änderungen 
von Druck und Stoffwerten gering sind, lässt sich die notwendige Temperaturdifferenz 






)p(T)p(TTΔ  . Gl. 7 
Die Bildung der Dampfblasen geschieht vornehmlich an den Keimstellen, die Rauheiten 
oder Verunreinigungen in der Oberfläche darstellen. Setzt man in Gl. 7 dBlase = dKeimstelle, 
kann entsprechend des thermischen Gleichgewichts aus Gl. 4 die notwendige (konstitutio-
nelle) Überhitzung der Flüssigkeit an der Wand zur Dampfblasenbildung abgeschätzt wer-
den. Diese ist gemäß Gl. 7 für die größten Keimstellen entsprechend am geringsten, so 
dass diese zuerst für die Dampfblasenbildung aktiviert werden [Baehr und Stephan, 2006; 
Böckh, 2006]. 
3.7 Modellierungsansätze des Wärmeübergangs innerhalb einzel-
ner Siedephasen 
Bei der Abschreckung können die verschiedenen Siedephasen zeitgleich an verschiedenen 
Stellen des abzukühlenden Körpers vorliegen. Die aus der Literatur bekannten Modellie-
rungsansätze konzentrieren sich häufig auf die Vorgänge und die detaillierte Beschreibung 
einzelner Siedephasen, da die treibenden Mechanismen des Wärmeübergangs innerhalb 
des Blasen- bzw. Filmsiedens sehr unterschiedlich sind. Im Folgenden sollen die jeweili-
gen Ansätze und die zugrunde liegenden Annahmen vorgestellt und Beispiele für Arbeiten 
in den jeweiligen Bereichen gegeben werden. 
3.7.1 RPI-Wandsiedemodell (Blasensieden und Critical Heat Flux) 
Für vergleichsweise niedrige Dampfanteile im Bereich des Blasensiedens an überhitzten 
Oberflächen in unterkühlten Flüssigkeiten wurde das RPI-Wandsiedemodell (RPI: Rens-
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selaer Polytechnic Institute) ursprünglich von [Podowski et al., 1999; Podowski, 2008] 
vorgestellt. Innerhalb dieses mechanistischen Ansatzes wird der gesamte Wärmestrom an 
der Wand in drei Teilwärmeströme unterteilt: 
q gesamt = q single phase + q quenching + q evaporation.
 
Gl. 8 
Für die ersten beiden Teilwärmeströme in Gl. 8 wird die gesamte zur Verfügung stehende 
Heizfläche in einen mit Flüssigkeit benetzten Anteil A1 bzw. in einen mit Dampfblasen 
belegten Anteil A2 unterteilt (A1 + A2 = 1). Entsprechend wird für den mit Flüssigkeit be-
netzten Anteil der Oberfläche A1 der Teilwärmestrom q single phase nach den Gesetzen für 
den konvektiven Wärmestrom berechnet.  
Dem mit Dampfblasen der Anzahl n bei einer Blasengröße db belegten Anteil der Oberflä-
che A2 wird der Teilwärmestrom q quenching zugeordnet, für den entsprechend der zu ermit-
telnden Blasenabreißfrequenz f und des Zeitintervalls zwischen der Bildung zweier Blasen 
am selben Ort der Oberfläche Δtw ein zusätzlich durch nachströmendes kühles Liquid ab-
geführter Anteil an Wärme berechnet wird (Mikrokonvektion).  
Zusätzlich muss der Teilwärmestrom q evaporation an der Oberfläche A2 auf Grundlage der 
Verdampfungsenthalpie Δhv der Flüssigkeit proportional zum Verdampfungsmassenstrom 
an der Wand m  bestimmt werden, wobei letzterer aus den Größen zur Blasenbildung (n, f, 
db, Δtw) als zeitlicher Mittelwert berechnet werden kann. 
Das RPI-Modell umfasst eine Vielzahl fallspezifisch zu ermittelnder Größen und ist des-
halb teils mit erheblichem Aufwand und/oder Unsicherheiten verbunden. Eine Übersicht 
und Diskussion über erfolgreiche Anwendungsgebiete und herrschende Unsicherheiten im 
Zusammenhang mit dem RPI-Modellansatz findet sich bei [Dhir, 2006] und [Basu et al., 
2005a; Basu et al., 2005b]. Anwendungsbeispiele in der Literatur beziehen sich häufig auf 
die Bestimmung des Critical Heat Fluxes (CHF) in Rohrströmungen z.B. in der Kraft-
werkstechnik zur Bestimmung des zur Bildung des Siedefilms und damit zum möglichen 
„Burn-Out“ der Heizfläche führenden, kritischen Gesamtwärmestroms an der heißen Ober-
fläche. Die für verschiedene Randbedingungen verwendeten Korrelationen für die ange-
führten, modellspezifischen Größen finden sich in [Koncar et al., 2004; Krepper et al., 
2007a; Le Corre et al., 2010; Lee und Mudawar, 1988; Tu, 1999; Warrier und Dhir, 2006; 
Yeoh et al., 2008]. 
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3.7.2 Inverted Annular Film Boiling - Modelle (Filmsiedephase) 
Eine vergleichbare Unterteilung des Gesamtwärmestroms in einzeln zu bestimmende 
Teilwärmeströme während der Filmsiedephase, d.h. bei sehr hohen lokalen Dampfanteilen 
in der Nähe der heißen Oberfläche, wird im Rahmen eines Modellierungsansatzes zum 
„inverted annular film boiling“ (IAFB) vorgeschlagen. Diese Unterteilung des Gesamt-
wärmestroms bezieht sich auf den Strömungsfall, in dem auf der heißen Oberfläche zu-
nächst die Dampfschicht und darüber liegend eine unterkühlte Flüssigkeitsschicht ange-
ordnet ist [Analytis und Yadigaroglu, 1987; Hammouda et al., 1997; Meduri et al., 2009; 
Yuan et al., 2009]. 
Unter der Annahme, dass bei einer solchen Strömungsstruktur die Oberfläche der heißen 
Wand ungefähr der Oberfläche der Phasengrenzschicht zwischen Dampf und Flüssigkeit 
entspricht (Awand ≈ Aint), wird der Gesamtwärmestrom in vier Komponenten unterteilt 
[Meduri et al., 2009]: 
q gesamt = q wall → vapor + q vapor → int + q int → liquid + q radiation.
 
Gl. 9 
Die Teilwärmeströme von der Wand an den Dampffilm sowie vom Dampffilm an die Pha-
sengrenzfläche zwischen Dampf und umgebender Flüssigkeit werden hauptsächlich durch 
Konvektion und Wärmeleitung im Dampffilm getrieben, so dass die Bestimmung des 
Temperaturgradienten sowie der Geschwindigkeitsverteilung im Dampffilm und die 
Kenntnis von dessen Ausdehnung in Richtung der Wandnormalen zur Berechnung der 
ersten beiden Summanden aus Gl. 9 eine wesentliche Rolle spielt. 
Der Wärmeübergang von der Phasengrenzfläche an die umgebende Liquidphase wird 
hauptsächlich durch Konvektion ermöglicht, so dass auch in der Liquidphase die hinrei-
chend genaue Abschätzung von Temperatur- und Geschwindigkeitsprofilen notwendig ist. 
Zusätzliche Energie wird an der Phasengrenzfläche proportional zur lokalen Verdamp-
fungsrate in Form von Verdampfungsenthalpie entzogen. 
Der Strahlungswärmestrom radiationq  wird von der heißen Wand direkt an die Phasengrenz-
fläche abgegeben, nimmt jedoch nur für vergleichsweise hohe Wandtemperauren (Tsup > 
600 K) nennenswerte Größen an. 
Anwendungen finden auf diesem Ansatz basierende Arbeiten häufig im Umfeld der Si-
cherheitsforschung in Kernreaktoren beim Strömungssieden in Rohren, so dass für ver-
schiedene Temperatur- und Druckbereiche bei Wasser und verschiedenen Kühlmedien 
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erfolgreiche Untersuchungen zur Bestimmung der lokalen Temperaturen während der 
Filmsiedephase vorliegen.  
3.7.3 Ein-Fluid-Modelle 
„Homogene“ Ein-Fluid-Modelle 
Innerhalb der sog. Mischungsansätze wird die zweiphasige Siedeströmung als ein einzel-
nes, homogen durchmischtes Fluid berechnet, dessen Stoffwerte sich aus den volumenbe-
zogenen Mittelwerten der Phasenanteile der beiden Einzelfluide zusammensetzen. Grund-
eigenschaft der Ein-Fluid-Modelle ist, dass zwischen den Phasen keine Relativbewegung 
(„Schlupf“) vorliegen kann und somit beide Phasen lokal ein identisches Geschwindig-
keitsfeld aufweisen. Ein Phasenindikator α = 0…1 nimmt nur im Bereich des Übergangs 
zwischen den Phasen Werte von 0 < α < 1 an und ermöglicht auf diese Weise die Lokali-
sierung der Phasengrenzfläche und damit eine Separation der betrachteten Phasen. Aller-
dings „verschmiert“ der Übergangsbereich über ein Gebiet von mehreren Zellen, so dass 
spezielle Methoden zur Rekonstruktion des scharfen Grenzflächenverlaufs herangezogen 
werden müssen [Yeoh und Tu, 2009]. 
„Heterogene“ Ein-Fluid-Modelle 
Ein wesentlicher Vertreter dieser Modellfamilie ist die Volume-of-Fluid-Methode (VOF). 
Es wird hierbei nur eine Erhaltungsgleichung für die Masse bzw. die jeweiligen Phasenan-
teile sowie für den Impuls und die Energie gelöst. Ebenfalls wird nur ein Druckfeld im 
gesamten Rechengebiet gelöst, welches jedoch im Bereich der Phasengrenzfläche große 
Änderungsraten (Sprungfunktionen) aufweisen kann. Auf ähnlichen Annahmen basiert 
ebenfalls die Level-Set-Methode, die für die Indikatorfunktion (Abstandsfunktion zur 
freien Oberfläche) andere Werte als null und eins zulässt [Yeoh und Tu, 2009]. 
Für die einzelnen Phasen werden die jeweiligen Stoffwerte in der Berechnung zugrunde 
gelegt, die an der Phasengrenzfläche einen entsprechenden Sprung aufweisen. Dabei ist es 
möglich, durch die Einführung zusätzlicher Terme die Oberflächenspannungseffekte zu 
berücksichtigen [Kunkelmann, 2011], solange Effekte wie die Volumenexpansion beim 
Verdampfen diese nicht zu sehr überlagern. Häufig sind diese Anteile insbesondere für das 
System Wasser/Wasserdampf sehr hoch und erschweren dadurch die Konvergenz dieser 
Modellierungsansätze [Lorstad und Fuchs, 2004]. Für einfache eindimensionale Problem-
stellungen konnten gute Übereinstimmungen zwischen Simulationsergebnissen zur Aus-
breitung einer Siedefront an einer heißen Wand für einen analytisch lösbaren Testfall 
(„Stephan-Problem“) erzielt werden [Hardt und Wondra, 2008]. 
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Geringe Zellgrößen des numerischen Gitters und sehr kleine Zeitschrittweiten sind die 
notwendige Voraussetzung bei der Anwendung von Volume-of-Fluid oder Level-Set-
Ansätzen und verursachen einen sehr hohen Rechenaufwand, der mit den aktuell zur Ver-
fügung stehenden Rechnerkapazitäten eine Simulation des gesamten Abkühlverlaufs an 
praxisrelevanten Bauteilgeometrien in vertretbaren Zeitspannen unmöglich macht 
[Prosperetti, 2009; Yeoh und Tu, 2009], so dass stattdessen die Simulation von Einzelbla-
sen oder eine isolierte Betrachtung einer Siedephase Bestandteil von Untersuchungen sind. 
Einen detaillierten Überblick sowie die Entwicklung eines Siedemodells auf VOF-Basis 
zeigt [Kunkelmann, 2011]. Untersuchungen von Siedephänomenen auf Basis der Level-
Set-Methode finden sich in [Gerlach et al., 2006; Son und Dhir, 2007; Son und Dhir, 
2008]. 
3.7.4 Mehrfluid-Modelle (Euler-Euler-Ansatz) 
Überblick 
Ebenfalls auf der Annahme der homogenen Durchmischung zweier (oder mehrerer) Fluide 
basiert der Euler-Euler-Mehrfluid-Ansatz. Im Falle von Siedeströmungen durchdringen die 
Liquid- und Dampfphasen einander in einer Art und Weise, dass an jedem Ort im numeri-
schen Rechengebiet zwei Zustandsgleichungen für das Geschwindigkeits- und das Tempe-
raturfeld (für jede Phase) gelöst werden. Ähnlich zum Ein-Fluid-Ansatz wird ein Indikator 
für die volumenbezogenen Phasenanteile α eingeführt. Im Gegensatz zum VOF-
Ansatz können beim Euler-Euler-Ansatz die Werte αliq und αvap jedoch im gesamten Re-
chengebiet alle Werte zwischen 0 und 1 annehmen (αliq + αvap = 1). Eine Herleitung der 
phasenanteilsgemittelten Erhaltungsgleichungen des Euler-Euler-Ansatzes aus den Navier-
Stokes-Gleichungen findet sich in [Laurien und Oertel, 2011; Prosperetti, 2009]. 
Für jede Phase wird eine Erhaltungsgleichung für Impuls, Energie und Masse bzw. für den 
Phasenanteil gelöst. In veranschaulichter Weise existieren dadurch im Rechengebiet über-
einander angeordnete Fluidschichten in der Anzahl der involvierten Phasen, die über Aus-
tauschterme für Impuls und Energie gekoppelt sind bzw. miteinander interagieren. Ähnlich 
zum Ein-Fluid-Ansatz wird jedoch im gesamten Rechengebiet nur ein gemeinsames 
Druckfeld für alle Phasen berechnet. 
Im Gegensatz zum Ein-Fluid-Ansatz wird beim Mehrfluidansatz die Lage der Phasen-
grenzfläche nicht explizit bestimmt, sondern es werden die lokalen Phasenanteile der Flüs-
sigkeit und der gasförmigen Phase berechnet. Die sekundäre Phase (Gas) wird als dispers 
in der primären (Flüssigkeit) verteilt angenommen, so dass die Austauschterme von Impuls 
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und Energie aufgrund von Geschwindigkeits- bzw. Temperaturgradienten zwischen den 
Phasen in Abhängigkeit eines vorzugebenden Blasen- bzw. Partikeldurchmessers berech-
net werden. Unter der Annahme von ansonsten unveränderten Bedingungen bestimmt in 
einer Zelle mit gegebenen Phasenanteilen αliq und αvap die korrekte Angabe des Blasen-
durchmessers (z.B. auf Grundlage von Messergebnissen bzw. Korrelationen aus der Litera-
tur) die zum Austausch von Impuls und Energie zur Verfügung stehende Phasengrenzflä-
che und ist somit entscheidend hinsichtlich der Qualität des Simulationsergebnisses. 
Modellierungsansätze für den Übergang zwischen Film- und Blasensieden 
[Tong, 1968] entwickelte einen Modellansatz, der den Übergang vom Blasen- zum Film-
sieden in der wandnahen Schicht einer Strömung festlegt, wenn die sich dort aufgrund der 
Wandüberhitzung bildenden Dampfanteile nicht mehr von der Strömung ausreichend 
schnell abtransportiert werden können. Sobald eine kritische Blasenmenge gebildet ist 
(Bubble-Crowding-Ansatz), erfolgt der Umschlag zwischen den Siedephasen, so dass sich 
in der Folge eine Dampfschicht aus “zusammenwachsenden“ Dampfblasen in Wandnähe 
zwischen der heißen Oberfläche und der umgebenden Liquidströmung ausbildet 
[Kandlikar, 1999]. 
[Weisman und Pei, 1983] postulierten für diesen kritischen Dampfanteil einen Wert von 
αvap = 0,82, ab dem innerhalb einer „homogenen“ Zweiphasenströmung ein Abtransport 
des gebildeten Dampfes nicht mehr möglich sei. Ein alternativer Modellierungsansatz geht 
davon aus, dass in der wandnahen Liquidschicht an der heißen Oberfläche eine kritische 
Überhitzung vorliegen muss, die die vollständige Verdampfung in Wandnähe ermöglicht 
und damit zum Umschlag vom Blasen- zum Filmsieden führt (Liquid sublayer dryout mo-
del) [Tong, 1975]. 
Innerhalb dieser Ansätze kann der Übergang zwischen den Siedephasen nicht als Ergebnis 
aus den Simulationsrechnungen entnommen werden, sondern es sind zusätzliche Informa-
tionen in Form von empirischen Korrelationen, bspw. aufbauend auf Messergebnissen, als 
Kriterium für den Umschlag zwischen dem Blasen- und dem Filmsieden vorzugeben. So 
wird davon ausgegangen, dass in Abhängigkeit von den lokalen Wärmestromdichten an 
der Wand die Dampfbildungsrate an der Wand abgeschätzt wird, so dass über einen Ver-
gleich der sich ergebenden lokalen Dampfanteile mit dem vorzugebenden kritischen 
Dampfanteil eine Abgrenzung der Siedephasen möglich ist [Kataoka et al., 1997; Kwon 
und Chang, 1999]. Im Falle des Kriteriums der vollständigen Verdampfung der liquiden 
Unterschicht auf der heißen Oberfläche sind Korrelationen zur Abschätzung von deren 
Dicke notwendig [Chun et al., 2000; Lee und Mudawar, 1988]. 
Grundlagen und Stand der Technik 
29 
 
In einem weiteren Modellierungsansatz von [Srinivasan et al., 2010a; Srinivasan et al., 
2010b], basierend auf einem Mehrfluidmodell, erfolgt die Einteilung der heißen Oberflä-
che in benetzte und mit Dampffilm belegte Gebiete auf der Grundlage einer Korrelation für 
die kritische Wärmestromdichte und den Critical Heat Flux (CHF). Je nachdem, ob die 
lokale Wärmestromdichte innerhalb eines betrachteten Zeitschritts ober- oder unterhalb 
dieses kritischen Wertes liegt, werden grundlegend unterschiedliche Mechanismen für den 
zu berechnenden Wärmeübergang in den jeweils dem Blasen- bzw. Filmsieden zugeordne-
ten Oberflächenbereichen angewendet.  
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4 Modellbildung zur Simulation von Abschreckvorgängen 
mit Siedephänomenen 
4.1 Berechnung des zweiphasigen Strömungsfeldes 
4.1.1 Grundsätzliche Annahmen 
Ein Euler-Euler-Mehrfluidansatz wird im Rahmen dieser Arbeit zur Beschreibung und 
Analyse der Phasenanteile (Wasser: liquid und dampfförmig) und des Wärmeübergangs in 
der Strömung an einer heißen Oberfläche verwendet. Die volumenbezogenen Phasenantei-
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Gl. 12 
Die Dampfphase wird in jeder Zelle des numerischen Gitters entsprechend Gl. 10 - Gl. 12 
als eine Ansammlung von Blasen mit einem vorzugebenden Blasendurchmesser (s. Kapitel 
3.7.4) betrachtet. Dieser Modellansatz wird als „bubble crowding model“ bezeichnet 
[Kandlikar, 2001a]. Während des Filmsiedens in der Nähe einer Wand mit einer hohen 
Wandüberhitzung liegt unter diesen Annahmen kein exakt durch eine Phasengrenzfläche 
abgegrenzter Siedefilm vor, stattdessen werden die mit der Filmsiedephase assoziierten 
Vorgänge hinsichtlich Strömungsstruktur und Wärmeübergang in diesen Bereichen durch 
sehr hohe Dampfanteile (αvap → 1) repräsentiert. 
Nimmt der lokale Dampfanteil in Wandnähe im Verlauf der Abkühlung beim Unterschrei-
ten der Leidenfrosttemperatur ab oder reicht die Wandüberhitzung nicht zur vollständigen 
Verdampfung des Liquidanteils in Wandnähe aus, so stehen die resultierenden moderaten 
Werte des Dampfanteils (0 < αvap < 1) innerhalb des entwickelten Modells für die Siede-
phase des Blasensiedens. In Bereichen des Rechengebiets, in denen keine Dampfbildung 
erfolgt ist oder der Dampf bereits wieder vollständig rekondensiert ist (αvap → 0), können 
die Mechanismen des einphasigen Impuls- und Wärmetransports durch diesen Modellan-
satz wiedergegeben werden. 
Eine Zusammenfassung der Zuordnungen des lokalen Dampfanteils zu den jeweiligen Sie-
dephasen zeigt Bild 12. 
 4.1.2
Für die Flüssigkeits
Masse bzw. Phasenanteil, Impuls und Energie geeigneten Erhaltungsgleichungen in der 
folgenden Form verwendet, wobei die Subskripte q und p als Phasenindikatoren für die 
primäre Phase bzw. sekundäre verwendet werden. Im Folgenden werden die Erhaltung
gleichung
däre dampfförmige Phase
Sowohl die flüssige als auch die Dampfphase werden dabei als inkompressibel 
gig von Druck)) 





Massenerhaltungsgleichung bzw. Erhaltungsgleichung für die Phasenanteile
Unter Verwendung von 
gleichung für die sekundäre Phase p abgeleitet werden. Der Quellterm S
sätzlich, bspw. aufgrund von Verdampfung und Kondensation zwischen den beiden Phasen 
transferierte Masse und wird in Kapitel 
Impulserhaltungsgleichung
In Gl. 
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 Erhaltungsgleichungen





15 wird der Stresstensor 
Bild 12: Zuordnung der Siedephasen im Modellansatz
-Gas-Strömung werden die zur Beschreibung der Erhaltungsgrößen 
) 
betrachtet. Die temperaturabhängige Dic
 und T0 für die für die Dichte der jeweils betrachteten Phase bei der am 






















iτ  wie folgt berechnet:
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emperatur. Zusätzlich ist der volumetrische E
























































In der Impulserhaltungsgleichung (Gl. 15) repräsentiert der Term R

pq den Impulsaus-





), während der Quellterm S

mom die Austauschterme für den Impuls in Folge von Ver-
dampfung und Kondensation enthält (proportional zum Verdampfungsmassenstrom, s. 
Kapitel 4.2). 














In Gl. 17 umfasst der Term pqQ
  den Wärmeübergang zwischen der primären q und der 
sekundären Phase p aufgrund von Temperaturgradienten zwischen den beiden Phasen, 
während der Quellterm Se (s. Kapitel 4.2) den zusätzlich notwendigen Energietransfer zwi-
schen den Phasen in Verbindung mit der aufgrund von Verdampfung und Kondensation 
übergehenden Masse enthält. 
Während für jede Phase die Phasenanteile sowie individuelle Geschwindigkeits- und Tem-
peraturfelder berechnet werden, wird im gesamten Rechengebiet ein gemeinsames Druck-
feld für beide Phasen gelöst. Eine abrupte Druckänderung im Bereich der Phasengrenzflä-
che zwischen Dampf und Liquid, wie es gemäß Kapitel 3.6 als Teil der Gleichgewichtsbe-
dingungen an einer Dampfblase der Fall ist, kann im Euler-Euler-Ansatz entsprechend 
nicht wiedergegeben werden. 
4.1.3 Austauschterme für Impuls und Energie zwischen den Phasen 
Bei der Verwendung des Euler-Euler-Mehrfluidansatzes werden die Anteile der sekundä-
ren Phase (hier: Dampf) als kugelförmig behandelt, wobei der Blasendurchmesser db vor-
gegeben werden muss. Der Blasendurchmesser beeinflusst wesentlich die Phasengrenzflä-
che, die zum Austausch vom Energie und Impuls aufgrund von Geschwindigkeits- bzw. 
Temperaturgradienten zwischen den Phasen zur Verfügung steht (s. Kapitel 3.7.4). Eine 
physikalisch sinnvolle Definition dieses Wertes, hier basierend auf verfügbaren Literatur-
angaben, ist deshalb notwendig. Das Bild 13 zeigt in prinzipieller Weise den Zustand in 
Wandnähe bei hohen lokalen Dampfgehalten mit unterschiedlich großen Dampfblasen-
durchmessern db. 
 Bild 
Bei ansonsten identischen Bedingungen bewirkt ein sinkender Dampfblasendurchmesser 
eine Erhöhung der zum Austausch von Energie und Impuls zur Verfügun
tauschfläche. Bestehende Temperatur
somit bei einem umso niedrigeren Dampfblasendurchmesser d
Die Phasenaustauschterme werden auf Grundlage einer vom Blasendurchmesser d
gigen Blasenreynoldszahl Re
definiert wird:
Dabei wird neben der Relativgeschwindigkeit [m/s] zwischen der liquiden und der damp
förmigen Phase zusätzlich die Dichte 
[kg/(ms)] der liquiden Phase zur Berechnung herangezogen.
4.1.4
Im verwendeten Simulationsmodell ist der Dampfblasendurchmesser d
se vor
wesentlichen Vorgänge innerhalb der Siedephasen abbilden zu können. Andererseits soll 
dabei vermieden werden, dass die Vorgabe des Dampfblasendurchmessers das Ergebnis 
hinsich
die Verwendung einer Sprungfunktion, die den Blasendurchmesser d
schiedliche Werte im Bereich des Film
Wan
blasendurchmesser d
halb der jeweils betrachteten Zelle des numerischen Gitters definiert
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13: Veranschaulichung unterschiedlicher Dampfblasendurchmesser d
 
 Dampfblasendurchmesser
zugeben. Die Vorgabe dieser Größe soll dabei einerseits genau genug sein, um die 
tlich der Verteilung der Siedephasen direkt beeinflusst (wie es beispielweise durch 
düberhitzung definiert, der Fall sein könnte). Innerhalb dieser Arbeit wird der Damp
b als Funktion in Abhängigkeit vom 
bei hohen lokalen Dampfanteilen
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Für αvap → 0 nimmt der Dampfblasendurchmesser dabei einen minimalen Wert an, der der 
initialen Größe einer Dampfblase bei der Bildung auf beheizten Stahloberflächen mit typi-
schen technischen Rauigkeiten entspricht. [McHale und Garimella, 2009; McHale und 
Garimella, 2010] haben aus optischen Messungen beim Behältersieden auf senkrechten 
Oberflächen bei verschiedenen (konstanten) Wärmestromdichten als charakteristische an-
fängliche Blasendurchmesser beim Dampfblasenwachstum Werte in der Größenordnung 
von db = 60 – 100 µm gemessen. 
Als maximaler Wert des Blasendurchmessers db wird die Dampffilmdicke δ für den Fall 
α → 1 angenommen, die als mittlere, aus Messungen an längsangeströmten senkrecht aus-
gerichteten metallischen Oberflächen gemäß [Jouhara und Axcell, 2002; Jouhara und 
Axcell, 2009] experimentell mit Werten von δ < 0,3 mm bestimmt wurde. Diese Angaben 
stimmen überein mit dem maximalen Wert für den Blasendurchmesser nach einer Korrela-
tion von [Tolubinskiy und Kostanchuk, 1970] (aus [Tu und Yeoh, 2002]), die den Blasen-
durchmesser zum Zeitpunkt des Abreißens von der Wand als Funktion der Fluidunterküh-









Aus Gl. 20. ergibt sich für die im Rahmen dieser Arbeit vorrangig untersuchte Fluidunter-
kühlung von Tsub = Tsiede – Tliq,0 = 40 K ein maximaler Durchmesser der Blase im Moment 
des Abreißens von der Wand von db = 247 µm. Eine graphische Darstellung des Zusam-
menhangs findet sich in Bild 14. 
 
Bild 14: Blasenabreißdurchmesser nach [Tolubinskiy und Kostanchuk, 1970] 
Zusammenfassend sind die aus der Literatur bekannten Größenordnungen für Dampfblasen 
in der Tabelle 1 dargestellt. 
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Tabelle 1: Werte zur Vorgabe des Dampfblasendurchmessers  
 Fall Bedeutung Wert Quellen 
db,min αvap → 0 
initiale 
Blasengröße 
≈ 60 - 100 µm 
[McHale und Garimella, 2009; 







≈ 250 - 750 µm 
[Tolubinskiy und Kostanchuk, 
1970] 
[Anglart und Nylund, 1996] 
[Situ et al., 2005] 
αvap → 1 
Dampffilm-
dicke 
≈ 300 µm 
[Jouhara und Axcell, 2002; 
Jouhara und Axcell, 2009] 
[Kolev, 1998] 
 
Die minimal auftretenden Dampfblasendurchmesser db im Falle sehr geringer lokaler 
Dampfanteile bewirken, dass ein großer Wärmestrom an die jeweilige Zelle notwendig ist, 
um die Dampfblasen zu bilden. Gleichzeitig folgen diese Blasen aufgrund des geringen 
Durchmessers sehr leicht dem Geschwindigkeitsfeld einer erzwungenen Liquidanströmung 
und gleichen aus demselben Grund ihre Temperatur sehr schnell der des umgebenden Li-
quids an. 
Die entsprechend gegenteiligen Auswirkungen hat im Vergleich dazu die Annahme des 
maximalen Dampfblasendurchmessers im Falle sehr großer lokaler Dampfanteile. Dieser, 
das Filmsieden wiedergebende lokale Zustand ermöglicht ein vergleichsweise stabiles 
Verbleiben des Dampffilms in Oberflächennähe (in Abhängigkeit vom Impulsaustausch-
koeffizienten, s. Kapitel 4.1.2). Gleichzeitig bewirkt aufgrund des großen Durchmessers db 
die relativ geringe zur Verfügung stehende Austauschfläche mit der Liquidphase, dass der 
Dampffilm nur einen vergleichsweise niedrigen Energieaustausch mit der Flüssigkeits-
strömung zulässt und somit in seiner isolierenden Wirkung in guter Näherung den in der 
Realität vorherrschenden Dampffilmzustand abbilden kann. Eine Verbildlichung dieser 
beiden Zustände zeigt das Bild 15. 




Bild 15: Auswirkung des Dampfblasendurchmessers auf verschiedene Siedezustände in 
Wandnähe 
Der aus dem minimalen (bei αvap → 0) und dem maximalen (α → 1) in der Nähe der hei-
ßen Oberfläche zu erwartende Blasendurchmesser db abgeleitete lineare Zusammenhang 
zur Vorgabe dieser Größe in der Berechnung der Blasenreynoldszahl (s. Gl. 18) lautet: 
µm100αµm500d vapb  .
 
Gl. 21 
Der Einfluss der Blasengröße auf das Simulationsergebnis wird in Kapitel 6.8 diskutiert. 
4.1.5 Impulsaustausch 
In der Impulserhaltungsgleichung (Gl. 12) beschreibt der Term pqR

 den Impulsaustausch-












In Gl. 22 ist neben den Anteilen der flüssigen bzw. der dampfförmigen Phase αliq und αvap 
sowie der Dichte der dampfförmigen Phase ρvap die Blasenreynoldszahl Reb gemäß Gl. 18 
einzusetzen. Darüber hinaus sind in Gl. 22 die „particle relaxation time“ τp [s] und der Wi-
derstandbeiwert cD [-] (gemäß der Schiller-Naumann-Korrelation für sphärische Einzelpar-
tikel [Schiller und Naumann, 1935]), aktuelle Anwendung bspw. in [Chen et al., 2005]) 


































Modellbildung zur Simulation von Abschreckvorgängen mit Siedephänomenen 
37 
 
Zur numerischen Simulation von vergleichsweise scharf getrennten bzw. geschichteten, 
mehrphasigen Strömungen, wie es z.B. für die parallele Überströmung einer Wand, welche 
auf der Oberfläche einen Dampffilm sowie eine darüber angeordnete wandparallele Strö-
mung aufweist, der Fall ist, sind vielfach Bestrebungen unternommen worden, eine schär-
fer ausgeprägte Phasengrenzfläche auch im Euler-Euler-Simulationsansatz abbilden und 
den auftretenden Impulsaustausch realistischer wiedergeben zu können. Zu diesem Zweck 
wurde von [Strubelj und Tiselj, 2011; Strubelj et al., 2009] und [Coste et al., 2007; Coste et 
al., 2008] ein anisotroper Impulsaustausch (engl.: „anisotropic drag“) vorgeschlagen, wo-
bei je nach Richtung der eintreffenden Strömung im Verhältnis zur Lage der Phasengrenz-
fläche ein unterschiedlich stark ausgeprägter Impulsaustausch angenommen wird. Die La-
ge der Phasengrenzfläche wird dabei durch eine Auswertung des Gradienten des Dampf-
phasenanteils αvap in einer Zelle ermittelt. Der steilste Gradient des Dampfanteils stellt sich 
in normaler Richtung zur Phasengrenzfläche ein, während der Gradient des Dampfanteils 
in wandparalleler Richtung klein ist. Ist zusätzlich der Vektor der Relativgeschwindigkeit 
zwischen der Liquid- und Dampfphase parallel zum steilsten Gradienten des Phasenanteils, 
so trifft die Liquidströmung senkrecht auf die Phasengrenzfläche. In diesem Fall wird nach 
[Coste et al., 2007; Coste et al., 2008] davon ausgegangen, dass ein Impulsaustausch auf-
tritt, wie er in konventioneller Weise durch ein Ermitteln der auf die Projektionsfläche der 
Blase wirkenden Relativgeschwindigkeit zwischen der Liquid- und Dampfphase berechnet 
wird. 
Stehen der Vektor in Richtung des steilsten Gradienten des Dampfphasenanteils und der 
Vektor der Relativgeschwindigkeit der Strömung dagegen orthogonal zueinander, so be-
wegt sich die Liquidströmung parallel zur Phasengrenzfläche. Die Projektionsfläche der 
Phasengrenzfläche, auf die ein entsprechender Impuls proportional zur Auftreffgeschwin-
digkeit ausgeübt wird, ist entsprechend sehr niedrig. Realisiert wird der Impulsaustausch 
unter diesen Bedingungen vor allem über Reibungskräfte zwischen der Liquidströmung 
und der Phasengrenzfläche. 
Wie stark die Anisotropie des Impulsaustausches in Abhängigkeit von der Richtung der 
Relativgeschwindigkeit in Bezug auf die Lage der Phasengrenzfläche ist, beschreibt das 
Verhältnis aus dem Austauschkoeffizienten cD in normaler Richtung zum verringerten 
Austauschkoeffizienten in tangentialer Richtung der Phasengrenzfläche. In der vorliegen-
den Arbeit wurde dafür das in [Ansys, 2010] in Verbindung mit geschichteten Strömungen 
(Fluid: Wasser) hinsichtlich der Qualität des Ergebnisses sowie der Stabilität der Rechnung 
empfohlene Verhältnis von  






Entsprechend des beschriebenen Zusammenhangs zwischen dem Winkel der Relativge-
schwindigkeit und des steilsten Gradienten des Dampfphasenanteils zueinander wird im 
Impulsaustausch eine Anpassung vorgenommen: 







Der Wärmeübergang zwischen der Dampf- und der Liquidphase aufgrund eines vorliegen-
den Temperaturgradienten zwischen den Phasen wird in dem Term Q pq in Gleichung Gl. 
17 beschrieben. Dabei ist pqq
~
  = - qpq
~
 , so dass die Energiebilanz zwischen den Phasen er-
halten bleibt. Der Wärmestrom zwischen der Liquid- und Dampfphase in entgegengesetz-






Hier steht α~pq für den volumetrischen Wärmeübergangskoeffizienten [W/(m
3K)] zwischen 
den Phasen in jeder Zelle mit bekanntem Volumen innerhalb des numerischen Gitters und 
(Tp - Tq) stellt die Temperaturdifferenz zwischen den Phasen dar. 















A  . Gl. 29 
Hierbei steht der Term Aint [m
2/m3] für die innerhalb eines betrachteten Volumens zum 
(Energie)-Austausch zwischen der Dampf- und Liquidphase zur Verfügung stehende Pha-
sengrenzfläche [Kalkach-Navarro et al., 1993], λliq stellt die Wärmeleitung [W/(mK)] der 
liquiden Phase dar. Die Berechnung der Blasen-Nusseltzahl Nub, des dimensionslosen 
Wärmeübergangs, erfolgt auf der Grundlage der Ranz-Marshall Korrelation für den Wär-
meübergang an sphärischen Einzelpartikeln [Ranz und Marshall, 1952a; Ranz und 
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Marshall, 1952b]. Dieser auf der Analogie zwischen Massen- und Stofftransport an ver-

























In Gl. 30 bezeichnet der konstante Summand den Wärmeübergang im ruhenden System 
(ohne vorherrschenden Relativgeschwindigkeit zwischen den Phasen, s. die Definition der 
Blasenreynoldszahl Reb in Gl. 18), αpq gibt den Wärmeübergangskoeffizienten [W/(m
2K)] 
zwischen den Phasen an. Die Prandtlzahl der flüssigen Phase Prliq bezeichnet das Verhält-
nis aus diffusivem Impuls- und konduktivem Wärmetransport. 
4.2 Implementierung des siedebedingten Phasenübergangs 
Zusätzliche Quell- und Senkenterme S in den Erhaltungsgleichungen (s. Kapitel 4.1.2) der 
Strömung sind notwendig, um den Phasenübergang zwischen der flüssigen und der dampf-
förmigen Phase aufgrund von Verdampfung und Kondensation zu berücksichtigen. Kern-
stück des Modells sind die zusätzlichen Quell- und Senkenterme S für die aufgrund der 
herrschenden Siedephänomene zwischen den Phasen zu transferierende Masse. Dabei wird 
für jede Zelle im Rechengebiet während jedes Zeitschritts die mittlere Liquid- bzw. 
Dampftemperatur überprüft und entsprechend der im Folgenden aufgeführten Bedingungen 
wird festgelegt, ob und wie viel Masse, Energie und Impuls aufgrund von Verdampfung 
oder Kondensation zwischen der Liquid- und Dampfphase ausgetauscht wird. 
4.2.1 Modellierungsansatz basierend auf dem Stoffübergangskoeffi-
zienten  
Der folgende mechanistische Berechnungsansatz für zweiphasige Strömungen unter Ein-
beziehung von Siedevorgängen wurde von [Lee, 1980] entwickelt. Basierend auf einer 
temperaturbedingten Abfrage wird entschieden, ob Verdampfung oder Kondensation vor-
liegt. Die Höhe des Quell- bzw. Senkenterms (dargestellt in der Massenerhaltungsglei-
chung der liquiden Phase Sm, liq [kg / (m
3 s)] zwischen den Phasen hängt vom Stoffüber-
gangskoeffizienten β [m3 / (m2 s)] ab: 
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Der Stoffübergangskoeffizient β sowie die Austauschfläche zwischen den Phasen Aint 
[m2 / m3] sind allerdings nicht bekannt. Ein Modellansatz zur Analyse des Strömungssie-
dens an Bauteilen in Flüssigkeiten wurde in [Krause et al., 2010] und [Stark und 
Fritsching, 2011] entwickelt. Dabei wurde auf den Wärmeübergang beim Abkühlen einer 
Zylindergeometrie aus Stahl in einer Längsanströmung mit Wasser eingegangen. Die flä-
chengemittelten und lokalen Wärmeübergangskoeffizienten wurden in Abhängigkeit von 
der zeit- und ortsabhängigen Verteilung der Dampfanteile bzw. der Siedephasen auf der 
Körperoberfläche analysiert. Zusätzlich wurde dabei der Einfluss der Anströmgeschwin-
digkeiten und der Liquidtemperatur auf den Abkühlverlauf am Bauteil untersucht. 
Zur Berechnung der aufgrund von Verdampfung und Kondensation zwischen den Phasen 
(dampf / flüssig) übergehenden Masse wird im Rahmen dieser Arbeit ein abweichender 
Berechnungsansatz entwickelt. 
4.2.2 Modellierungsansatz basierend auf dem Wärmetransport und der 
Liquidtemperatur 
Grundidee 
Zur Berechnung der Austauschterme wird die Annahme herangezogen, dass die lokale 
Liquidtemperatur Tliq nicht die Siedetemperatur Tsiede bei gegebenem Umgebungsdruck pliq 
überschreiten kann (s. Bild 11). Um diese Limitierung der Temperatur zu gewährleisten, 
wird für jede Zelle des numerischen Gitters während jedes Zeitschritts Δts zunächst eine 
aus den Erhaltungsgleichungen resultierende Liquidtemperatur T
~
liq berechnet und damit 
die Bedingung für den Senkenterm Se,liq [W/m






















Der Wärmestrom entsprechend Gl. 34 im Falle einer Überschreitung der Siedetemperatur 
innerhalb der liquiden Phasen wird mit einem kritischen Wärmestrom verglichen, um zu 
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bestimmen, ob die der jeweiligen Zelle des numerischen Gitters hinzugefügte Wärmestrom 
hoch genug ist, um Verdampfung zu ermöglichen. Dieser kritische Wärmestrom critq  wird 
auf Grundlage der konstitutionellen Liquidüberhitzung ΔT (s. Kapitel 3.6) zur Aufrechter-






cραq  . Gl. 36 
Ist der Betrag des Senkenterms in der Energiegleichung (Gl. 34) größer als der kritische 
Wärmestrom (Gl. 36), so tritt Verdampfung innerhalb der betreffenden Zelle auf. Im um-
gekehrten Falle wird davon ausgegangen, dass – obwohl der Liquidphase zu Limitierung 
ihrer Temperatur eine bestimmte Wärmemenge entzogen wird – der zusätzliche Wär-
mestrom zur zusätzlichen Dampfbildung nicht ausreicht und somit Kondensation den do-
minanten Vorgang in der betrachteten Zelle unabhängig von der vorliegenden Dampftem-
peratur Tvap darstellt. Während jeder Iteration wird für jede Zelle des numerischen Gitters 
geprüft, ob eine der Bedingungen für Verdampfung oder Kondensation erfüllt sind und 
ggf. die jeweiligen Austauschterme angewendet: 
if critliq,e qS   → Verdampfung Gl. 37 
if critliq,e qS   → Kondensation I Gl. 38 
Die im Zuge der Rekondensation eines Teils des Dampfes frei werdende Verdampfungs-
enthalpie Δhv ermöglicht in der Folge das Erreichen eines neuen Gleichgewichtszustands 
bei einem entsprechend verringerten Dampfanteil und einem somit kleineren Dampfbla-
sendurchmesser (s. Kapitel 4.1.3). In beiden Fällen wird der sich ergebende Massenstrom 
von der flüssigen zur dampfförmigen Phase (Verdampfung) bzw. von der dampfförmigen 
zur flüssigen Phase unter Verwendung der Verdampfungsenthalpie des Liquids proportio-
nal zum berechneten Quell- bzw. Senkenterm in der Energieerhaltungsgleichung berech-
net. Dabei wird der Sprung im Energieniveau zwischen den Phasen aufgrund der Ver-
dampfungsenthalpie, welcher einen wesentlichen Mechanismus bei der Erreichung der 
effizienten Wärmeübergänge in der Phase des Blasensiedens darstellt, in den Quell- und 
Senkentermen mit einbezogen. 
Struktur der Abfragen im Code 
Die Abfragen im Siedemodell, die in jeder Zelle des numerischen Gitters zur Anwendung 
der Quell- und Senkterme in den Massen- und Energieerhaltungsgleichungen aufgrund von 
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Kondensation und Verdampfung durchgeführt werden, sind in Bild 16 zusammengefasst 
(Quellterme werden dabei positiv, Senkenterme negativ definiert). 
 
Bild 16: Abfragen im Siedemodell, Quell- und Senkenterme S 
Darüber hinaus wird im Modell eine zweite Bedingung überprüft, die zur Kondensation 
führen kann. Sollte die mittlere Dampftemperatur Tvap aufgrund von Energieaustausch mit 
der umgebenden flüssigen Phase auf niedrigere Werte als die Siedetemperatur Tsiede (bei 
Umgebungsdruck pliq) absinken, so tritt sofortige Rekondensation des verbleibenden 
Dampfes auf. In diesem Fall („Kondensation II“) werden, ausgehend von dem notwendi-
gen Massenstrom, der zum Übergang des restlichen Dampfanteils in einer Zelle zur liqui-
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den Phase führt, die damit verbundenen Energie- und Massenströme berechnet. In der 
Energiegleichung der liquiden Phase wird dabei die zusätzlich in Form von Verdamp-
fungsenthalpie freiwerdende Energie wiederum proportional zum Massenstrom von der 
dampfförmigen zur liquiden Phase berücksichtigt. 
Ist die Bedingung für einen der drei möglichen Fälle (Verdampfung sowie Kondensation I 
bzw. Kondensation II) erfüllt, werden die erforderlichen Quellen- und Senkenterme in der 
Massen- und Energiegleichung der dampfförmigen Phase angewendet (s. Tabelle 2). Um 
die Massenbilanz zur erhalten, entspricht der Massenstrom in der jeweils verschwindenden 
Phase betragsmäßig demjenigen in der erscheinenden Phase. Die Berechnung basiert dabei 
auf den in Bild 16 dargestellten Zusammenhängen. 
Tabelle 2: Quell- und Senkenterme S in den Massen- und Energieerhaltungsgleichungen 
der dampfförmigen Phase 
 dampfförmige Phase (vap) 
Verdampfung:  
Masse [kg/(m3s)] Sm,vap = - Sm,liq 
Energie [W/m3] Se,vap = Sm,vap ∙ cp,vap ∙ (Tsiede – Tref) 
Kondensation I  
Masse [kg/(m3s)] Sm,vap = - Sm,liq 
Energie [W/m3] Se,vap = Sm,vap ∙ cp,vap ∙ (Tvap – Tref) 
Kondensation II  








Als Tref wird in Tabelle 2 die Bezugstemperatur im Rechengebiet bezeichnet, auf deren 
Grundlage die im System enthaltenen Wärmemengen berechnet werden. Diese sollte nied-
riger sein als die minimal im Rechengebiet auftretenden Temperaturen und wurde deshalb 
im Rahmen dieser Arbeit generell auf Tref = 273,15 K festgesetzt. 
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Außerdem sind die Impulserhaltungsgleichungen beider Phasen entsprechend Tabelle 3 zu 
modifizieren. 
Tabelle 3: Quell- und Senkenterme in den Impulserhaltungsgleichungen 
Impuls [N/m3] liquide Phase (liq) dampfförmige Phase (vap) 
Verdampfung: Smom,liq = Sm,liq ∙ liqu





Smom,liq = Sm,liq ∙ liqu






Die vorgestellten Quell- und Senkenterme zur Berücksichtigung von temperaturbedingter 
Verdampfung und Kondensation werden mittels „User-defined functions“ (UDF) in die 
Erhaltungsgleichungen des verwendeten CFD-Softwarepakets ANSYS Fluent 13 (Service 
Pack 2) implementiert. 
Unterrelaxation der Dampfbildung 
Der siedebedingte Massenübergang von Flüssigkeit zu Dampf und umgekehrt ist aufgrund 
der großen Unterschiede hinsichtlich der Dichten ρliq bzw. ρvap mit einer großen Volu-
menänderung verbunden. Diese führten im Falle von Verdampfung und Kondensation zu 
hohen Beschleunigungen bzw. Geschwindigkeiten des umgebenden Fluids, die die Strö-
mungsstruktur und insbesondere die Dampfverteilung in der Nähe der heißen Körperober-
fläche erheblich beeinflussen. Als Folge davon wird der Massenübergang in den Quellen- 
und Senkentermen Sm des entwickelten Modells unterrelaxiert. Hierfür wird die Massen-










Mit ε → 1 (d.h. ohne Limitierung der Dampfbildung) ist keine konvergente Rechnung 
möglich. Die geeignete Festlegung dieses Unterrelaxationsparameters im Bereich 0 < ε < 1 
erfolgt anhand einer Parameterstudie. Bild 17 zeigt den Dampfanteil in der wandnächsten 
Zelle des numerischen Gitters an der Probe Ø 30 mm x 150 mm in Abhängigkeit der Ober-
flächentemperatur für drei verschiedene Werte von ε bei v0 = 0,3 m/s. 




Bild 17: Lokaler Dampfanteil in Abhängigkeit von der Wandüberhitzung Tsup für variierte 
Werte von ε (z / L = 1/4) 
Für ε = 0,4 (Bild 17 links) bewirken die hohen virulenten Dampf- und Liquidgeschwindig-
keiten in Oberflächennähe, dass sich kein geschlossener Dampffilm ausbilden kann. Es 
kommt zu einer permanenten Wiederbenetzung der Oberfläche. Auch für sehr hohe Wand-
überhitzungen liegt zeitweilig direkter Kontakt zwischen der Wand und der Liquidphase 
vor, der lokale Dampfanteil weist entsprechend starke Schwankungen auf. 
Für Werte ε = 0,1 (Bild 17 mitte) sind diese Schwankungen des Dampfanteils bei hohen 
Wandtemperatur deutlich weniger ausgeprägt. Die starke Unterrelaxation der Dampfbil-
dung mit ε = 0,025 (Bild 17 rechts) bewirkt, dass die gebildete Dampfmenge bereits in der 
Filmsiedephase nicht zur Entstehung eines geschlossenen Dampffilms ausreicht und stets 
noch signifikante Liquidanteile in Oberflächennähe vorhanden sind. 
Eine Parameterstudie zur Bestimmung des geeigneten Werts des Unterrelaxationsparame-
ters ε befindet sich im Anhang in Kapitel A.1.1. 
4.3 Wärmeübergang vom Festkörper an die zweiphasige Strömung 
4.3.1 Wärmestromdichte 
In der gekoppelten Abkühlsimulation wird der Teil des Rechengebiets, der als Festkörper 
(„solid-zone“) definiert ist, in Abhängigkeit von dem Strömungs- bzw. Temperaturfeld auf 
der Fluidseite („fluid-zone“) abgekühlt (s. Bild 19). Das Wärmeleitungsproblem im Fest-
körper sowie die konvektiven Vorgänge in der Strömung müssen gleichzeitig gelöst wer-
den, um das Gleichgewicht in der folgenden Form für jedes Element auf der Wand anzu-
streben [Mamun et al., 2008; Vishnuvardhanarao und Das, 2008]: 
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q  wand → fluid = q solid → wand.
 
Gl. 40 
Die fluidseitige Wärmestromdichte q wand → fluid [W/m2] ist dabei (für laminare Strömun-















mit i = q und i = p und
 
Gl. 41 
q  wand → fluid = q q + q p. Gl. 42 
Dabei ist n die Koordinate in normaler Richtung zur Wand [m], während λ die Wärmeleit-
fähigkeit [W/(m K)] darstellt. Der Wärmeübergang durch Wärmestrahlung ist hier nicht 
enthalten. 









Hier ist Δn der wandnormale Abstand des Zentrums der oberflächennächsten Zelle im 
Festkörper. Tsolid steht für die mittlere Temperatur in dieser Zelle, während Twand die dazu-
gehörige Oberflächentemperatur darstellt. Die Kopplung der beiden Berechnungsteile er-
folgt über die Gleichsetzung des Wärmestroms innen und außen (s. Gl. 40). Eine Abschät-
zung des im Simulationsmodell nicht enthaltenen Einflusses der Wärmestrahlung auf den 
Gesamtwärmestrom von der Wand findet sich in Kapitel A.1.6. 
4.3.2 Wärmeübergangskoeffizient (WÜK) 













Hier ist q  die lokale Wärmestromdichte [W/m2] aus Gl. 41, die auf die Differenz zwischen 
der lokalen Wandtemperatur Twand und der Fluidtemperatur am Strömungseinlass bzw. im 
Kernbereich der Strömung Tliq,0 bezogen wird. 










Hier ist α der Wärmeübergangskoeffizient [W/(m2K)], λsolid steht für die Wärmeleitfähig-
keit des Festkörpers [W/(m K)] und L ist die charakteristische Länge [m]. 
4.4 Energietransport im Festkörper (Fourier-Gleichung) 

















Dabei sind die Dichte ρ, die spezifische Wärmekapazität cp und die Wärmeleitfähigkeit λ 
des Festkörperwerkstoffs in Abhängigkeit von der Temperatur T zu verwenden (Stoffwerte 
finden sich in Kapitel A.2). Die Kopplung der Abkühlung des Festkörpers aufgrund des 
umgebenden zweiphasigen Strömungszustands an der Körperoberfläche erfolgt gemäß 
Kapitel 4.3. 
4.5 Erfassung von Phasenwechselvorgängen in Stahlbauteilen 
(Leblond-Ansatz) 
Der Leblond-Ansatz zur Erfassung von Phasenwechselvorgängen [Leblond und Devaux, 
1984] ist ein semi-empirisches Modell, mit dem unterschiedliche Phasenwechselvorgänge 
in Werkstoffen beschrieben werden können. Dabei können diese Phasenwechsel sowohl 
gleichzeitig als auch nacheinander ablaufen. Der Leblond-Ansatz basiert darauf, dass sich 
bei unendlich langsamer Aufheizung und Abkühlung des Werkstoffs unabhängig von der 
herrschenden Temperatur ein jeweiliger Gleichgewichtszustand der volumenbezogenen 
Phasenanteile P unabhängig nach ausreichender Zeit einstellt. Um diesen Gleichgewichts-
zustand )T(Pi der Phase i auch bei beschleunigter Abkühlung zu erreichen, bedarf es dabei 
auf Grund der Reaktionsträgheit einer zeitlichen Verzögerung TR [Hildebrand et al., 
2006]. Die zeitabhängige Änderung des volumenbezogenen Anteils jeder metallischen 
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Für nicht-diffusionsgesteuerte Umwandlungen wird Gl. 47 um einen von der Abkühlge-










Die experimentelle Bestimmung dieser werkstoffspezifischen Parameter (Phasenanteile im 
jeweils temperaturabhängigen Gleichgewichtszustand, Reaktionsträgheiten) sowie der Ma-
terialkennwerte der verschiedenen Phasen (Dichte, Wärmeleitfähigkeit, Wärmekapazität 
und Umwandlungsenthalpien) ist Voraussetzung für den Einsatz dieses Ansatzes in der 
numerischen Werkstoffsimulation. 
4.6 Berechnung der Härteverteilung 
Die resultierende Verteilung der Härtewerte [Vickershärte Hv] im Gefüge nach Beendi-
gung des Abschreckprozesses wird auf Grundlage der Legierungszusammensetzung und 
der lokalen Phasenverteilung entsprechend des Ansatzes aus [Blondeau et al., 1973; 
Blondeau et al., 1976] berechnet. Zusätzlich geht die bei einer lokalen Überhitzung des 
Materials vorliegende Abkühlrate Vr [K / h] in die Berechnung mit ein: 
Hv,Martensit = 127 + 949 C + 27 Si + 11 Mn + 8 Ni + 16 Cr + 21 log Vr, Gl. 49 
Hv,Bainit = -323 + 185 C + 330 Si + 153 Mn + 65 Ni + 144 Cr + 191 Mo 
+ log Vr (89 + 53 C – 55 Si – 22 Mn – 10 Ni – 20 Cr – 33 Mo), 
Gl. 50 
Hv,Ferrit = 42 + 223 C + 53 Si + 30 Mn + 12.6 Ni + 7 Cr + 1 Mo 
+ log Vr (10 – 19 Si + 4 Ni + 8 Cr + 130 V). 
Gl. 51 
 
Die lokale Härte Hv wird dann entsprechend der vorliegenden Phasenanteile am Ende des 
Abschreckprozesses berechnet nach: 
Hv = PMartensit ∙Hv,Martensit + PBainit ∙ Hv,Bainit + PFerrit∙ Hv,Ferrit. Gl. 52 
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5 Simulation und Experiment 
5.1 Strömungssimulation 
5.1.1 Geometrie und Randbedingungen 
Simulationen werden hier durchgeführt und die zeit- und ortsabhängige Strömungsstruktur, 
die Verteilung der Dampfgehalte und die resultierende Verteilung des Wärmeübergangs-
koeffizienten werden an einer vertikal ausgerichteten, zylinderförmigen Welle mit konstan-
tem Durchmesser mit und ohne Strömungseinfluss in einer aufwärts ausgerichteten Strö-
mung untersucht. Die zweidimensionale, rotationsymmetrische Geometrie und die ver-
wendeten Randbedingungen sind in Bild 18 zusammengefasst. 
 
Bild 18: Geometrie (l.) und Randbedingungen (r.) zur Simulation der Abschreckströmung 
an einem zylindrischen Bauteil in aufwärts gerichteter Wasserströmung im Strömungsrohr 
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Der Durchmesser der äußeren Begrenzung der Rohrströmung sowie die beiden verwende-
ten Probengeometrien entsprechen dem Aufbau, der für die experimentellen Verifikati-
onsmessungen im Rahmen dieser Arbeit verwendet worden ist (s. Tabelle 4). 






















Als Auslassbedingung wurde die Annahme eines konstanten Umgebungsdruck („pressure 
outlet“) gewählt, der während aller Berechnungen auf p = 101.325 Pa festgelegt wurde. 
Aufgrund der hohen Dichtedifferenz zwischen der Liquid- und Dampfphase führt die auf-
tretende Dampffilmbildung an der gesamten Oberfläche des zylindrischen Bauteils insbe-
sondere zu Beginn der Abschreckung zu einer starken Volumenexpansion des Fluids im 
Rechengebiet. Da sowohl die Dampf- als auch die Liquidphase als inkompressible Medien 
behandelt werden (s. Kapitel 4.1.2), führt dies bei auftretendem Phasenübergang zwischen 
Liquid- und Dampfphase zu einer erheblichen Volumenexpansion und damit zu plötzlichen 
Druckänderungen im Rechensystem. Deshalb ist auf einen ausreichend langen Strömungs-
nachlauf zu achten, um auf diese Weise einen Einfluss der Druckrandbedingung auf das 
Simulationsergebnis zu vermeiden. Am Strömungseinlass an der Unterseite der Geometrie 
wird ein „velocity inlet“ verwendet. 
Die Randbedingung am Strömungseinlass sowie an allen Wänden (Oberfläche des zylind-
rischen Körpers sowie an den Rohrwänden) wurde auf zwei verschiedene Weisen gesetzt: 
 Der Liquidströmung wird am Inlet eine vorgegebene Geschwindigkeitsverteilung 
v = v(r) mit der maximalen Geschwindigkeit v0 auf der Rohrmittelachse aufgeprägt, 
deren Verlauf in radialer Richtung derjenigen entspricht, der im Experiment bzw. 
in Voruntersuchungen an der Position des Strömungsinlets im leeren Strömungs-
rohr ermittelt wurde (s. Kapitel 5.2: Voruntersuchungen). Es wird die Haftbedin-
gung zugrunde gelegt, so dass die Strömungsgeschwindigkeit sowohl der Liquid- 
als auch der Dampfphase direkt an der Wand 0uu vapliq 

 beträgt. Diese 
Konfiguration wird für den Hauptteil der Simulationen verwendet. Die dabei ver-
änderten Prozessparameter sind in Tabelle 5 zusammengefasst. 
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Probenmaße Ø d x L 
[mm] 
Liquidunter-
kühlung am Inlet 








Ø 30 x 150  





 Um den Einfluss der Probengeometrie möglichst unabhängig von der radialen Ge-
schwindigkeitsverteilung im Strömungsrohr zu untersuchen, wird die Anströmung 
des Bauteils bei über dem Rohrquerschnitt konstanter Anströmgeschwindigkeit si-
muliert. Dabei wurden die Probengeometrien gemäß Tabelle 6 generiert: 
Tabelle 6: Variierte Probengeometrien 
Probenmaße L / d 
[-] 
Durchmesser d [mm] Länge L [mm] 
5 150 30 
10 150 15 
30 150 5 
30 100 3,33 
30 500 1,67 
 
Bei konstanter Probenlänge L werden drei Probendurchmesser d untersucht. Zu-
sätzlich sind bei festem Probendurchmesser d drei verschiedene Probenlängen L 
eingestellt worden. Die Probe mit den Maßen Ø 30 mm x 150 mm ist dabei in bei-
den Gruppen enthalten. 
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Am Strömungseinlass wird ein Blockprofil mit v(r) = v0 = konstant gesetzt (s. Ta-
belle 7). Der Einfluss der Rohrbewandung der Strömung wird dabei in der Simula-
tion vernachlässigt. Die Wandhaftbedingung wird dazu nur an den Oberflächen des 
Probenkörpers verwendet, während an der Rohraußenwand vollständiger Schlupf 
vorgesehen ist. Die Liquidunterkühlung am Strömungsinlet beträgt Tsub = 40 K. 







Die Simulation mit v0 = 0,01 m/s soll hierbei den Fall einer Tauchbadabschreckung 
in nahezu ruhendem (v0 → 0) Liquid abdecken.  
5.1.2 Erstellte Gitterstruktur 
Bei der Generierung der Netze für die numerische Simulation der zweiphasigen Strömung 
um die Abschreckprobe spielt der wandnahe Bereich in der Nähe der Körperoberfläche 
eine wesentliche Rolle. Hier müssen einerseits ausreichend Zellreihen vorhanden sein, um 
den Siedefilm am Bauteil in geeigneter Weise wiedergeben und auflösen zu können. Die 
Größe der Zellen, insbesondere in normaler Richtung zur Bauteiloberfläche, kann anderer-
seits einen Einfluss auf die rechnerisch erhaltene mittlere Temperatur der Liquid- sowie 
der Dampfphase in dieser Zelle bewirken und auf diese Weise eine Abhängigkeit des Re-
chenergebnisses von der Netzbeschaffenheit verursachen (Diskussion s. Kapitel A.1.4). 
Darüber hinaus liegen Anforderungen seitens des Modells zur Einbeziehung des siedebe-
dingten Phasenübergangs an die minimale Zellgröße des numerischen Gitters auf Grundla-
ge des vorzugebenden Dampfblasendurchmessers db vor. Bei der numerischen Untersu-
chung von Blasenströmungen mit dem Euler-Euler-Mehrfluidansatz ermittelten [Krepper 
et al., 2007a; Krepper et al., 2007b], dass eine Gestaltung des numerischen Gitters mit 
Zellgrößen unterhalb des niedrigsten verkommenden Dampfblasendurchmessers db keine 
sinnvollen Ergebnisse lieferte. Zusätzlich sei dies auch aufgrund der im Euler-Euler-
Ansatz vorgenommenen Mittelung der Transportgrößen über das Zellvolumen im verwen-
deten Modellierungsansatz nicht sinnvoll. 
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Gemäß dieser Annahmen wurde bei der Gittergenerierung eine wandnormale Ausdehnung 
der Zellen im wandnahen Bereich in der Strömungsgrenzschicht zugrunde gelegt, die der-
jenigen des minimalen angenommen Dampfblasendurchmessers db aus Gl. 21 entspricht. 
Ein Ausschnitt des randnahen Gebietes des Netzes an einem Zylinder der Höhe LZyl = 
150 mm und einem Durchmesser d = 30 mm ist in Bild 19 gezeigt (die Gittergenerierung 
für den Zylinder Ø 50 mm x 100 mm erfolgte mit denselben Ausdehnungen der Zellen im 
wandnahen Bereich des Netzes). Die Verwendung eines viereckigen unregelmäßigen Zell-
typs ermöglicht die flexible Anpassung des Netzes im Rechengebiet, um einerseits die ge-
samte Zellenzahl so gering wie möglich zu halten. Andererseits wird ein künstliches „Aus-
fransen“ der Phasengrenzfläche zwischen Dampf- und Liquidphase, wie es beim Mitte-
lungsvorgang in einem Dreieckgitter häufig auftritt, vermieden. 
 
Bild 19: Ausschnitt des wandnahen Bereichs des Netzes am zylindrischen Bauteil 
Um die Zellenzahl des Netzes möglichst gering zu halten, wurde eine Adaption der Zellen 
im wandnahen Bereich vorgenommen. Der adaptierte Bereich ist in Bild 19 in der Nähe 
der Oberfläche der zylindrischen Probe erkennbar und führt im Bereich des Übergangs 
zum Bereich der umgebenden Liquidströmung (in der fluid-Zone) bzw. zum Kernbereich 
des Bauteils (in der solid-Zone) die Generierung von sog. „hanging nodes“. Diese sollten 
zur Vermeidung einer Wechselwirkung mit den in Wandnähe auftretenden Phasenüber-
gangsvorgängen einen ausreichend großen Abstand zur Körperfläche aufweisen. 
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Zur Sicherstellung der Unabhängigkeit der Lösung von der Netzgestaltung (außerhalb des 
wandnahen Bereichs), wurde eine Netzanalyse mit schrittweise feineren Netzauflösungen 
auf Basis der höchsten untersuchten Anströmgeschwindigkeit für die beiden untersuchten 
Probengeometrien durchgeführt (s. Bild 20). Die auf diese Weise entwickelten Rechennet-
ze wurden für alle untersuchten Anströmgeschwindigkeiten verwendet. Die zweidimensio-
nalen, rotationssymmetrischen Gitter umfassen für beide Probengeometrien insgesamt et-
wa 15.000 Zellen im Bereich des strömenden Fluids („fluid“), während der Festkörper 
(„solid“) mit weiteren ca. 6000 Zellen vernetzt worden ist. 
 
Bild 20: Einfluss der Zellenzahl auf den simulierten Wärmeübergangskoeffizienten (la-
minar und stationär, einphasig, Probenmaße: Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,5 m/s) 
5.1.3 Verwendete Solvereinstellungen 
Zur Lösung der Erhaltungsgleichungen der zweiphasigen Strömung wurde ein gekoppelter 
Solver verwendet, der die Erhaltungsgleichungen für Masse und Impuls nicht sequentiell 
behandelt, sondern unter Verwendung eines gekoppelten mehrphasigen Solvers löst 
[Ansys, 2010]. Dies ist zur Berechnung des Strömungsfeldes unter Einbeziehung der in 
Kapitel 4.2 vorgestellten, zusätzlichen Quell- und Senkenterme zur Berücksichtigung der 
temperaturbedingten Siedephänomene eine zwingend notwendige Voraussetzung, da der 
Übergang von der Dampf- zur Liquidphase aufgrund der hohen Dichteunterschiede (bei 
100 °C: ρliq = 958,35 kg/m
3 bzw. ρvap = 0,5542 kg/m
3) mit großer Volumenexpansion (im 
Falle von Verdampfung) bzw. Volumenkontraktion (im Falle von Kondensation) und einer 
damit verbundenen Beschleunigung des Fluids in den direkt benachbarten Gebieten ein-
hergeht. Die auf diese Weise vorliegende Wechselwirkung zwischen dem Phasenübergang 
in der Massenerhaltungsgleichungen und den beschriebenen Auswirkungen auf die Impul-
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serhaltungsgleichung erschweren oder verhindern ansonsten die Konvergenz der Berech-
nung. Zur Berechnung des Gradienten von Geschwindigkeit und Temperatur werden Inter-
polationsschemata zweiter Ordnung verwendet [Laurien und Oertel, 2011; Zikanov, 2010]. 
5.1.4 Simulationsablauf 
Alle durchgeführten Simulationen am angeströmten Zylinder werden aufgrund der zeitab-
hängigen Natur der betrachteten Siedevorgänge instationär berechnet, wobei eine konstante 
Zeitschrittweite von Δts = 5∙10
-5 s verwendet wird. Zum Zeitpunkt t = 0 s wird der durch-
strömte Bereich des Rechengebiets als ausschließlich mit flüssiger Phase gefüllt (αliq = 0) 
festgelegt. Die Liquidtemperatur Tliq,0 entspricht der am Flüssigkeitsinlet. Die Strömungs-
geschwindigkeit beträgt im gesamten Rechengebiet v

 0 m/s. Der abzukühlende Körper 
wird zum Zeitpunkt t = 0 s mit einer homogenen Temperaturverteilung von Tsup = Tsolid – 
Tsiede = 800 K versehen. 
Die Abschrecksimulationen des zylindrischen Bauteils in Flüssigkeitsumströmung mit dem 
Siedemodell werden beendet, sobald auf der gesamten Mantelfläche des Zylinders die Sie-
devorgänge beendet sind. Als Abbruchkriterium wird festgelegt, dass in diesem Bereich 
der lokale Dampfanteil in jeder Zelle des numerischen Gitters αvap < 10
-2 nicht mehr über-
schreitet. Die reine Konvektionsphase der Abkühlung wird hier in der Siedesimulation 
zunächst nicht betrachtet. Die Wärmeübergänge in der Konvektionsphase werden in ge-
sonderten einphasigen Simulationsrechnungen in Kapitel 6.1.6 bestimmt. 
5.2 Verifikationsexperimente 
5.2.1 Aufbau 
Zu Verifikationszwecken der Simulationsergebnisse werden Abschreckexperimente an 
metallischen Zylinderbauteilen bei Abschreckung im ruhenden Tauchbad und mit aufwärts 
gerichteter Anströmung durchgeführt, die hinsichtlich der Anströmverhältnisse, der Start-
temperatur des Körpers und des Versuchsablaufs eine möglichst gute Vergleichbarkeit mit 
den numerischen Strömungssimulationen (s. Kapitel 5.1) aufweisen sollen. Der Versuchs-
aufbau ist in Bild 21 gezeigt. In einem mit vorgeheiztem Wasser (Tliq,0 = 60 °C ± 1° C) 
gefüllten Becken mit einer quadratischen Grundfläche von 620 x 620 mm2 und einer Füll-
höhe von 750 mm wird in einem aufrecht stehendem Glasrohr mit einem Innendurchmes-
ser dinnen = 180 mm und einer Wandstärke dWand = 5 mm eine aufwärts gerichtete Strömung 
erzeugt, die über das Rohr von der umgebenden, abwärts gerichteten Bewegungsrichtung 
des Wassers abgegrenzt ist. Unterhalb des Rohres befindet sich eine Jetdüse (Bohrung mit 
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einem Durchmesser d = 10 mm), die so ausgerichtet ist, dass die Mittelachse des Rohres 
und der Abschreckprobe sowie der Jetdüse identisch sind. 
 
Bild 21: Aufbau für die Abschreckexperimente am zylindrischen Bauteil 
Über eine Hochdruckkreiselpumpe wird während des Abschreckversuchs das im Becken 
befindliche Wasser in einer Kreislaufführung durch die Jetdüse gepumpt, wobei die Ein-
lauflänge an der Düse von 160 mm zur Erzeugung eines rotationssymmetrischen Voll-
strahls notwendig ist. Die Abschreckposition der zylindrischen Proben mit den Maßen 
Ø 30 mm x 150 mm bzw. Ø 50 mm x 100 mm ist im Glasrohr festgelegt, so dass sich die 
Unterkante der Probe generell in einen Abstand von 320 mm zum Düsenauslass befindet. 
Über einen magnetisch-induktiven Durchflussmesser auf der Druckseite der Pumpe wird 
der Wasservolumenstrom liqV
 [l/min] mit einer Messgenauigkeit von ± 0,5 % bestimmt. 


















Die Bestimmung der Geschwindigkeitsverteilung im Leerrohr an der Position der Unter-
kante des abzuschreckenden Bauteils, die aus dem über die Leistung der Kreiselpumpe 
eingestellten Wasservolumenstrom liqV
  am Jetdüsenauslass resultiert, findet sich in Kapi-
tel 6.1. 
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Zur Messung von Abkühlverläufen an mehreren Positionen innerhalb der Probenkörper aus 
austenitischem Stahl (1.4305) werden Thermoelemente des Typs K (NiCr - Ni) mit einem 
Durchmesser dThermoelement = 0,5 mm verwendet, die über funkenerodierte Bohrungen mit 
einem Durchmesser von dBohrung = 0,6 mm (Thermoelemente in Wandnähe) ins Bauteil mit 




Bild 22: Abschreckprobe Ø 30 mm x 150 mm (oben) und Ø 50 mm x 100 mm (unten) aus 
austenitischem Material (1.4305) und Verlauf der eingebrachten Thermoelementbohrungen 
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Vor dem Versuchsstart werden die Thermoelemente auf die bekannte Ofentemperatur 
TOfen = 900 °C sowie mittels siedendem Wasser auf TSiede = 100°C kalibriert. Die Mess-
genauigkeit beträgt ± 3 K bei einer Messfrequenz von 30 Hz (Abweichungen bei kleineren 
Temperaturen geringer). 
Der winklige Verlauf der Thermoelementbohrungen in Bezug auf die obere Stirnfläche des 
Probenkörpers vermeidet ein „Aushöhlen“ des wandnahen Bereichs der Probe und verrin-
gert somit einen möglichen Einfluss des Verlaufs der Thermoelementbohrung auf das Ab-
kühl- bzw. Siedeverhalten auf dem Bauteil. Durch diese Art des Einbringens der Thermo-
elementbohrungen kann ein Einfluss auf die Rotationssymmetrie des Siedefilms am Pro-
benkörper während des Abschreckprozesses vermieden werden. Die zusätzliche Bohrung 
(M5 x 10 mm) in der oberen Stirnfläche dient zur Befestigung der Probe im Ofen sowie 
zum Absenken und Halten in der verwendeten Abschreckposition im Strömungsrohr. 
Fotografische Aufnahmen des Siedeverlaufs an der Probenoberfläche des gesamten Zylin-
ders werden bei einer Frequenz von 30 Hz und mit einer Auflösung von 640 x 480 Pixeln 
durchgeführt. 
5.2.2 Versuchsablauf 
Die vor jedem Versuchsdurchgang gereinigten, metallischen Probenkörper werden in ei-
nem auf TOfen = 900 °C vorgeheizten, mit Stickstoff gespülten Rohrofen für einen Zeitraum 
von ΔtOfen = 30 ± 2 min (Ø 30 mm x 150 mm) bzw. ΔtOfen = 45 ± 2 min (Ø 50 mm x 150) 
aufgeheizt und daraufhin innerhalb eines Zeitraums von t < 0,5 s in die direkt darunter be-
findliche Abschreckposition im Strömungsrohr herabgelassen. Ein Kontakt des Probenkör-
pers mit der Umgebungsatmosphäre besteht dabei nicht. 
Die Temperatur des Wassers im Abschreckbecken (s. Bild 21) wurde zu Versuchsbeginn 
auf Tliq,0 = 60 °C ± 1 °C eingestellt. Eine möglichst homogene Temperaturverteilung im 
Becken wurde dabei durch die ständige Umwälzung des Wassers sichergestellt. Zum Zeit-
punkt des Absenkens der Abschreckprobe in die Abschreckposition liegt im Strömungs-
rohr bereits die vollständig eingelaufene Strömungsstruktur im Leerrohr vor. 
Bei der Versuchsauswertung wird der Zeitpunkt, an dem die Abschreckprobe seine ortsfes-
te Position im Strömungsrohr erreicht, als t = 0 s definiert. Für jeden Messpunkt werden 
sowohl bei den Abschreckexperimenten zur Auszeichnung von Abkühlkurven als auch bei 
der Bestimmung der resultierenden Härteverläufe nach dem Abschrecken (s. Kapitel 6.8) 
je Anströmparameter und Probe drei Messdurchgänge durchgeführt. 
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5.2.3 Verwendete Werkstoffe 
Für die Messung der Abkühlbedingungen mit Thermoelementen werden Probenkörpers 
aus dem austenitischen, nicht phasenumwandelnden Material X8CrNiS18-9 (1.4305) ver-
wendet (zwecks Wiederverwendbarkeit). 
Zur Bestimmung der sich aus dem Abschreckprozess ergebenden Härteverteilung an der 
seitlichen Teilfläche des Körpers werden Proben mit identischen Abmaßen aus dem Werk-
stoff 20MnCr5 (1.7147) (Legierungselemente gemäß Tabelle 8) verwendet. 




Kohlenstoff C 0,2 
Mangan Mn 1,25 
Chrom Cr 1,15 
Silizium Si 0,25 
Schwefel S 0,02 
Molybdän Mo 0,04 
Nickel Ni 0,13 
Aluminium Al 0,027 
Kupfer Cu 0,1 
5.2.4 Härtemessung 
Die Härtemessungen an den zylindrischen Abschreckproben aus 20MnCr5 wurden auf 
einer axialen Linie in einer Tiefe von 0,1 mm unter der Oberfläche durchgeführt. Dazu 
wurden alle Proben nach dem Abschreckprozess einem entsprechenden Schleifprozess 
unterzogen. 
Die Härtemessung erfolgte mittels Rockwell-Verfahren, so dass zum Vergleich mit den 
Simulationsergebnissen eine Umwertung von der Rockwell-Härte [HRC] in die Vickers-
Härte [HV] durchgeführt werden muss. Der Zusammenhang (nach DIN EN ISO 
18265:2004-02) wurde mit einem Polynom vierter Ordnung (Bestimmtheitsmaß R2 > 
0,999) beschrieben: 
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5.3.1 Geometrie und Randbedingungen  
Die berechneten Wärmeübergangskoeffizienten aus der Strömungssimulation werden in 
der Werkstoffsimulation als Randbedingung zur Berechnung des instationären Temperatur-
feldes im Bauteil während der Abschreckung und der sich daraus ergebenden Phasenum-
wandlungsvorgänge im Werkstoff verwendet. Dabei wurden zwei verschiedene zweidi-
mensionale Geometrien unter Ausnutzung der Rotationssymmetrie generiert und mit einem 
Rechteckgitter mit 90 x 600 Zellen (für die Probe Ø 30 mm x 150 mm) bzw. 150 x 400 
Zellen (für den Körper Ø 50 mm x 100 mm) vernetzt. Bild 23 zeigt den prinzipiellen Ab-
lauf der Werkstoffsimulation. 
 
Bild 23: Prinzipielle Verwendung der simulierten Wärmeübergangskoeffizienten als zeit-
abhängige Randbedingung in der Werkstoffsimulation 
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Für die Implementierung des zeit- und ortsabhängigen WÜK als Randbedingung in der 
numerischen Werkstoffsimulation wird die seitliche Teilfläche des Probenkörpers in Ab-
hängigkeit von der Position z des vollständigen Siedefilmzusammenbruchs (s. Kapitel 
6.2.7) in zwei Bereiche unterteilt, in denen während des gesamten Abschreckvorgangs je-
weils unabhängig voneinander die in Bild 23 gezeigten Verläufe des WÜKs angenommen 
werden. Zu Beginn des Abschreckprozesses für 0 s < t < tWiederbenetzungsstart herrscht auf der 
gesamten Körperoberfläche ein niedriger WÜK im Bereich des Filmsiedens. Mit Beginn 
der Wiederbenetzung an der oberen und unteren Bauteilkante werden zeitabhängig die 
gezeigten qualitativen Verläufe des WÜK mit der Geschwindigkeit vSiedefront in Richtung 
des vollständigen Siedefilmzusammenbruchs bewegt. 
In der Phase des Filmsiedens wird ein gemittelter niedriger und konstanter Wärmeüber-
gangskoeffizient von WÜK = 500 W/(m2K) angenommen (vgl. Kapitel 6.4.2). Der maxi-
male lokale Wärmeübergangskoeffizient WÜKmax(z) wurde ortsabhängig gemäß Kapitel 
6.4.4 in die Berechnung implementiert. Die Breite der Übergangsbereiche zwischen 
WÜKFilmsieden, WÜKmax und WÜKeinphasig wurde aus den Ergebnissen der Strömungssimula-
tionen (s. Bsp. in Kapitel 6.4.2) abgeschätzt, wobei innerhalb der Übergangsbereiche ein 
linearer Verlauf des WÜK zugrunde gelegt wurde. 
Im Bereich der einphasigen Konvektion werden konstante Wärmeübergangskoeffizienten 
gemäß der Korrelation für den einphasigen WÜK im Ringspalt aus dem VDI-Wärmeatlas 
[VDI, 2006] angenommen. Für den vom Blasensieden beeinflussten Anteil der Oberfläche 
im Übergangsbereich zwischen dem maximalen WÜK und dem Blasensieden wird ein 
linearer Abfall des WÜKs angenommen. 
Für die obere und untere Teilfläche des Körpers werden die zeitabhängigen flächengemit-
telten Kurvenverläufe des WÜKs gemäß Bild 66 in der Abschrecksimulation zugrunde 
gelegt. 
5.3.2 Simulationsablauf 
Die zeitabhängige instationäre Abkühlung und die metallische Phasenumwandlung des 
zylindrischen Bauteils wird anhand eines rotationssymmetrischen, nicht-linearen Modells 
nach dem Leblond-Ansatz (s. Kapitel 4.5) berechnet. Verwendet wird das FEM-
Softwarepaket SYSWELD 2011. Bei der instationären Abkühlung wird die zeitabhängige 
Phasenumwandlung im Werkstoff in Abhängigkeit von den herrschenden lokalen Abkühl-
bedingungen berechnet. Dabei werden die spezifischen Materialeigenschaften der jeweils 
vorliegenden, metallischen Phasen und die freiwerdenden Umwandlungsenthalpien durch 
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Quelltherme in der Energieerhaltungsgleichung in die Berechnungen mit eingezogen 
[Bathe und Zimmermann, 2012]. 
Der dafür notwendige Materialdatensatz für den Werkstoff 20MnCr5 wurde im Rahmen 
des SFB 570 „Distortion Engineering“ bestimmt und für die hier gezeigten Werkstoffsimu-
lationen verwendet [Franc, 2012]. Die zur Bestimmung der Materialdaten verwendete 
Werkstoffcharge ist dabei identisch mit derjenigen, die für die Erstellung der Probenkörper 
in den experimentellen Untersuchungen verwendet wurde. 
Die Anfangstemperatur beträgt Tsup (t = 0 s) = 800 K. Dabei liegt im gesamten Festkörper-
volumen ein volumenbezogener Austenitanteil von pAustenit = 1 vor. Als Bezugstemperatur 
für den als Randbedingung aufgeprägten Wärmeübergangskoeffizienten wird Tref = 60 °C 
verwendet. Die Simulation endet, sobald im Kern eine maximale Temperaturdifferenz von 
(TKern – Tref) < 1 K vorliegt. 
5.3.3 Werkstoffzusammensetzung 
Zur Berechnung der Härte des Werkstoffs 20MnCr5 nach dem Abschreckprozess gemäß 
des in Kapitel 4.6 vorgestellten Ansatzes werden die Anteile der Legierungselemente ge-
mäß Kapitel 5.2.3 zugrunde gelegt. 
5.4 Auswertemethoden und -definitionen 
In diesem Abschnitt werden die auszuwertenden Größen sowie die Ermittlungsmethoden 
für die Auswertung der Ergebnisse in Kapitel 6 dargestellt. 
5.4.1 Auswertung des zeitabhängigen Dampffilmverhaltens 
Auswertungen des zeitabhängigen Dampffilmverhaltens werden für verschiedene An-
strömgeschwindigkeiten v0 und verschiedene Probengeometrien durchgeführt und vergli-
chen. 
Als Ergebnis der experimentellen Abschreckuntersuchungen stehen fotografische Auf-
nahmen zur Verfügung. Durch einen Vergleich zweier jeweils aufeinanderfolgender foto-
grafischer Aufnahmen bei einer bekannten Zeitschrittweite Δt (Aufnahmefrequenz der Bil-
der im Experiment: f = 30 Hz) werden charakteristische Größen für das dynamische Siede-
filmverhalten ermittelt.  
Als Ergebnis der instationären Strömungssimulationen stehen die Dampfverteilungen in 
Körpernähe zur Verfügung, die entsprechenden Daten werden mit einer Frequenz von f = 
50 Hz aus der Simulation ausgewertet. 
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Im Folgenden soll beispielhaft die Vorgehensweise bei der Auswertung gezeigt werden. 
Die erzielten Ergebnisse aus Abschreckexperiment und der dazugehörigen Simulation sind 
in Kapitel 6.2 gegenübergestellt. 
Experiment 
Bei den experimentellen Abschreckuntersuchungen können für eine Anströmgeschwindig-
keit von v0 = 0,3 m/s und einer Wassertemperatur von Tliq, 0 = 60 °C zu verschiedenen 
Zeitpunkten die in Bild 24 dargestellten Siedefilmzustände erkannt werden. 
 
Bild 24: Bildfolge des Siedefilmverhaltens an der Probe Ø 30 mm x 150 mm 
(v0 = 0,3 m/s, Tliq,0 = 60 °C) 
Nach t ≈ 7 s beginnt der Dampffilm an der unteren Kante des Bauteils zusammenzubre-
chen, so dass im Folgenden eine Wiederbenetzungsfront entlang der Bauteiloberfläche 
nach oben läuft. Bei t ≈ 21 s beginnt der Dampffilmzusammenbruch auch an der oberen 
Kante. Dort löst sich eine zweite Wiederbenetzungsfront, so dass sich im weiteren Verlauf 
der Abschreckung zwei Siedefronten entlang des Bauteils aufeinander zu bewegen. Bei t ≈ 
38 s treffen sich die beiden Siedefronten bei z / L ≈ 0,78. Zu diesem Zeitpunkt ist der 
Dampffilm vollständig zusammengebrochen und die gesamte Zylindermantelfläche steht 
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wieder in direktem Kontakt mit der umgebenden Flüssigkeit. Die Phase des rein konvekti-
ven Wärmeübergangs beginnt hier. 
Eine Bildauswertung der zeitabhängigen Position der oberen und unteren Siedefront auf 
der seitlichen Fläche des Bauteils kann über alle Einzelbilder der gesamten Bildfolge einer 
Abschreckuntersuchung erfolgen. Über die Grauwerterkennung auf senkrechten Linien 
über der Höhe des Zylinders können die Sprünge im Kurvenverlauf, die für die Position 
der beiden Siedefronten auf der Bauteiloberfläche stehen, erkannt werden und deren Ab-
stand zu der im Bildausschnitt feststehenden Ober- und Unterkante des Bauteils bestimmt 
werden (s. Bild 25). 
 
Bild 25: Momentaufnahme des Siedefilms am Bauteil (links), Grauwertverteilung auf ein-
gezeichneter vertikaler Linie (rechts), (Probe Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,3 m/s, t ≈ 28 s) 
Simulation 
Bild 26 zeigt beispielhaft die simulierten mittleren Dampfanteile αvap in der wandnächsten 
Zellenreihe der Mantelfläche des zylindrischen Bauteils während des Abschreckvorgangs 
ausgehend von einer homogenen Temperaturverteilung im Körper von Tsup = 800 K. 
Zu Beginn des Abschreckprozess sind auf der gesamten Mantelfläche sehr hohe, lokale 
Dampfanteile von αvap → 1 zu erkennen (s. Bild 26, links). Danach ist das zeitabhängige 
Verhalten des Siedefilms mit dem Beginn des Zusammenbruch des Siedefilms an der unte-
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ren (bei t ≈ 8 s) und an der oberen Kante (bei t ≈ 22 s) und dem Annähern der Siedefronten 
erkennbar. Hierbei steht der lokal scharf abgegrenzte Übergang von den hohen zu niedri-
gen Dampfgehalten (αvap → 0) für den Übergang zwischen dem mit Dampffilm bedeckten 
bzw. dem wiederbenetzten Teil der Bauteiloberfläche. Für die weitere Auswertung wird als 
Position der Wiederbenetzungsfront jeweils der Ort des steilsten Gradienten des lokalen 
Dampfanteils auf der Bauteiloberfläche festgelegt (s. Bild 26, rechts). 
 
Bild 26: Lokaler Dampfanteil an der Mantelfläche des zylindrischen Bauteils bei Anströ-
mung mit einer Geschwindigkeit von v0 = 0,3 m/s und Tliq,0 = 60 °C 
5.4.2 Bestimmung der Leidenfrosttemperatur 
Der zeitabhängige Temperaturverlauf an einem bestimmten Ort direkt auf der Oberfläche 
(bzw. im oberflächennahen Bereich des abzukühlenden Körpers im Falle der Messung mit 
Thermoelementen, s. Kapitel 5.2) kann unter Zuhilfenahme der zweiten Ableitung der zeit-
abhängigen Daten zur Identifikation des Leidenfrostpunktes verwendet werden (s. Bild 27) 
[Bernardin und Mudawar, 2004; Fest-Santini, 2009]: 















Aus der Messung stehen Abkühlkurven an drei Positionen in Wandnähe des Bauteils zur 
Verfügung (s. Kapitel 5.2.1). 




Bild 27: Bestimmung der lokalen Leidenfrosttemperatur aus dem zeitabhängigen Verlauf 
der lokalen Oberflächentemperatur sowie dessen zweiter zeitlicher Ableitung 
(Simulationsergebnis für die Probe Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,3 m/s, z / L = 1 / 2) 
Aus der numerischen Simulation können Abkühlkurven aus jeder Zelle des numerischen 
Gitters auf der Körperoberfläche dargestellt werden. An der Position des Knicks im Tem-
peraturverlauf, der durch den Zusammenbruch des Dampffilms verursacht wird, kann ein 
Minimum in der zweiten Ableitung erkannt werden, so dass dieses Verfahren zur Bestim-
mung der lokalen Leidenfrosttemperatur verwendet wird. Die dazu notwendigen Daten 
sind sowohl aus der numerischen Simulation unter Verwendung des entwickelten Siede-
modells, als auch aus den experimentellen Vergleichsmessungen verfügbar. Zur Bestim-
mung der lokalen Leidenfrosttemperatur wird aus Simulation und Experiment die gleiche 
Herangehensweise auf Grundlage der lokalen Temperaturverläufe verwendet. Ein entspre-
chender Vergleich der Ergebnisse aus den experimentellen Untersuchungen sowie den 
durchgeführten Strömungssimulationen zeigt Kapitel 6.2.8.  
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6 Ergebnisse und Diskussion 
In diesem Abschnitt werden Ergebnisse aus der numerischen Strömungssimulation sowie 
aus den experimentellen Untersuchungen zur Abschreckung eines zylindrischen Bauteils in 
aufwärts gerichteter Anströmung vergleichend diskutiert. 
Im Kapitel 6.1 steht die Beschreibung des Flüssigkeitsströmungsfeldes (ohne Phasenwech-
sel) im Vordergrund. Im Kapitel 6.2 soll gezeigt werden, dass das entwickelte Simulati-
onsmodell in der Lage ist, bei verschiedenen Anströmgeschwindigkeiten und für verschie-
dene Probengeometrien die zeitabhängigen Siedevorgänge auf der Bauteiloberfläche und 
die resultierenden Abkühlbedingungen der Probe wiederzugeben. 
Ab Kapitel 6.3 werden die Ergebnisse der Siedesimulation für verschiedene Anströmge-
schwindigkeiten ausgewertet und die resultierenden Abläufe diskutiert. Hierbei können 
aufgrund des siedephasenübergreifenden Simulationsansatzes Informationen zu den we-
sentlichen, den Abschreckprozess beeinflussenden Größen im gesamten Abschreckprozess 
entnommen werden. Dazu gehören die Abläufe und Übergänge der verschiedenen Siede-
phasen, die lokalen und flächengemittelten Wärmeübergänge und Temperaturen an der 
Bauteiloberfläche sowie die Dampfgeschwindigkeits- und Dampftemperaturverteilungen in 
der Dampfschicht. Eine dimensionslose Analyse und Bewertung der Wärmeübergänge 
erfolgt abschließend in Kapitel 6.6.4. 
Anschließend wird in Kapitel 6.7 der der Liquidtemperatur auf den Siedeverlauf am Bau-
teil sowie auf die lokalen und flächengemittelten Leidenfrosttemperaturen und die Wärme-
übergänge diskutiert. 
Abschließend werden in Kapitel 6.8 die aus dem Abschreckprozess resultierenden Härte-
verläufe in Oberflächennähe der zylindrischen Probenkörper aus Simulation und Experi-
ment dargestellt und verglichen. 
6.1 Einphasiges Flüssigkeitsströmungsfeld im Strömungsrohr 
Die Bestimmung der Geschwindigkeitsverteilung im Leerrohr in Abhängigkeit von der 
Austrittsgeschwindigkeit vJet an der Jetdüse erfolgt mittels numerischer Strömungssimula-
tion (stationäre, isotherme, einphasige Simulation, TuDüse = 5 %, Tliq = 60 °C, rDüse = 5 mm, 
zunächst ohne Verwendung des Siedemodells). Zur Berechnung der turbulenten Strö-
mungsstruktur wurde ein k-ω-SST-Turbulenzmodell (SST: shear stress transport) herange-
zogen, wobei die turbulente kinetische Energie k [m2 / s2] und die Wirbelfrequenz ω [s-1] 
der Strömung eingeführt werden [Zikanov, 2010]. 
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Die Unterkante der Probe befindet sich in einer Entfernung von h = 320 mm zum Düsen-
auslass. An dem die Jetdüse darstellenden Strömungsinlet wurde ein Blockprofil für die 
Düsenaustrittsgeschwindigkeit vDüse angenommen. Am „Pressure outlet“ wurde die Rand-
bedingung des Drucks mit p = pUmgebung = konstant verwendet. 
Für die in Kapitel 6.1.1 gezeigten Ergebnisse wurde zunächst das leere Strömungsrohr oh-
ne den Probenkörper untersucht. Kapitel 6.1.2 befasst sich mit dem Einfluss der Verblo-
ckung des Rohres durch den Probenkörper, der eine Reduzierung des freien Querschnitts 
bewirkt, auf die resultierende Strömungsstruktur in Probennähe. 
6.1.1 Strömungsgeschwindigkeitsverteilung im Leerrohr 
Außerhalb der Kernzone eines Freistrahls (x > x0) aus einer Düse gilt unabhängig von der 
Düsenaustrittsgeschwindigkeit der folgende Zusammenhang für den Geschwindigkeitsab-



















Bild 28 zeigt den Geschwindigkeitsabfalls auf der Mittelachse der Strömung aus der nume-
rischen Simulation (dRohr / dDüse = 18) sowie die entsprechenden Werte aus der Korrelation 
für Freistrahlströmungen aus Gl. 56. 
Es zeigt sich im Vergleich zum unberandeten Freistrahl, dass in diesem Fall das Tauchrohr 
im betrachteten Bereich keinen wesentlichen Einfluss auf die Strahlausbreitung ausübt. 
Zum Vergleich werden experimentell ermittelte Ergebnisse von [Kandakure et al., 2008] 
für rohrberandete Strahlströmungen aus runden Düsen angeführt (dRohr / dDüse = 10), die für 
einen vergleichbaren Aufbau bei Größenverhältnissen von Tauchrohr zu Düse im Bereich 
dRohr / dDüse > 12 keinen nennenswerten Einfluss der Berandung auf die Freistrahlausbrei-
tung ermittelten. 




Bild 28: Entwicklung der Mittengeschwindigkeit außerhalb der Kernlänge (x > x0) 
Die im Leerrohr an der Position der Probenunterkante ermittelten Geschwindigkeiten auf 
der Mittelachse der Strömung werden im Rahmen dieser Arbeit als Anströmgeschwindig-
keit v0 bezeichnet. Die radialen Geschwindigkeitsprofile der Axialgeschwindigkeit vaxial / 
v0 an der Position der Probenunterkante (x / dDüse = 32) in Abhängigkeit vom Abstand zur 
Mittelachse der Strömung r / rRohr sind in Bild 29 für verschiedene Anströmgeschwindig-
keiten v0 zusammengefasst. Die Verläufe der normierten Geschwindigkeit über der radia-
len Position im Rohrquerschnitt in einem Abstand zum Düsenausgang von x / d = 32 kön-
nen dabei in guter Übereinstimmung mit einem Polynom vierter Ordnung beschrieben 
werden. 
 
Bild 29: Geschwindigkeitsprofile in radialer Richtung im Leerrohr für verschiedene An-
strömgeschwindigkeiten v0 (x / dDüse = 32) 
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Die in Bild 29 gezeigten, rotationssymmetrischen Geschwindigkeitsprofile werden zur 
Berechnung der über den Rohrquerschnitt gemittelten Geschwindigkeit v  (Leerrohrge-
schwindigkeit) verwendet. Die Ergebnisse zeigt Tabelle 9. 







0,43 0,1 0,026 
1,3 0,3 0,078 
2,17 0,5 0,13 
3,26 0,75 0,2 
4,34 1,0 0,26 
6.1.2 Flüssigkeitsströmungsfeld am Probenkörper 
Aufgrund des Probenkörpers in der Strömung im Strömungsrohr wird der für die Durch-
strömung zur Verfügung stehende Rohrquerschnitt verringert. Der Verblockungsgrad wird 



















Obwohl der Verblockungsgrad in beiden Fällen vergleichsweise gering ist, wurde bei der 
Probenumströmung ein erheblicher Unterschied in der resultierenden Strömungsstruktur 
festgestellt (s. Bild 30). 
Die aufwärts gerichtete Rohrströmung weist am kleinen Probenkörper (Ø 30 mm x 
150 mm, in Bild 30, links) nur im Bereich der unteren Kante eine Strömungsablösung mit 
einem Rezirkulationsgebiet auf, um sich im weiteren Verlauf wieder an die Oberfläche 
anzulegen und entlang der Oberflächenkontur aufwärts zu strömen. 
Dagegen ist im Falle des Probenkörpers mit dem größeren Durchmesser (Ø 50 mm x 
100 mm, in Bild 30, rechts) eine deutlich ausgeprägte Umlenkung der Flüssigkeitsströ-
mung zu erkennen. Die Strömung wird beim Auftreffen auf die untere Stirnfläche des Kör-
pers zur Rohrwand umgelenkt; ein Wiederanlegen an die Probenoberfläche bzw. eine di-
rekt in Oberflächennähe der Kontur der Probe folgende aufwärts gerichtete Strömung liegt 
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nicht vor. Stattdessen ist ein die gesamte Probenhöhe einnehmendes Rezirkulationsgebiet 
auszumachen. Diese Strahlablenkung im Staubereich des Körpers führt zu einer Änderung 
der gesamten Strömungsstruktur. 
 
Bild 30: Simulierte Strömungsstruktur (Liquidphase) im Tauchrohr (v0 = 1,0 m/s) 
Die axiale Geschwindigkeit der Flüssigkeit an der Mantelfläche des Probenkörpers wird 
für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten v0 in Bild 31 gegenübergestellt. Dargestellt 
sind die Simulationsergebnisse aus der ersten (wandnächsten) Zellenreihe des numerischen 
Gitters, wobei positive Werte der axialen Geschwindigkeit für eine aufwärts gerichtete 
Strömung stehen. An der kleinen Probe entwickelt sich im unteren Bereich der seitlichen 
Teilfläche ein Rückstromgebiet mit abwärts gerichteten axialen Geschwindigkeiten. Die 
räumliche Ausdehnung des Rückstromgebietes auf der Mantelfläche ist dabei nahezu un-
abhängig von der Anströmgeschwindigkeit v0 auf Werte bis z / L ≤ 0,16 (z = 24 mm) be-
grenzt. Im weiter oben gelegenen Teil des Probenkörpers stellen sich ansteigende und stets 
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aufwärts gerichtete axiale Strömungsgeschwindigkeit ein, bis für z / L ≥ 0,5 die Axialge-
schwindigkeit konstant und generell aufwärts gerichtet ist. 
 
Bild 31: Axiale Geschwindigkeiten in unmittelbarer Nähe der Mantelfläche des zylindri-
schen Probenkörpers (Simulationsergebnis, einphasig) 
Im Vergleich dazu weist die dicke Probe aufgrund der größeren Verblockung des Strö-
mungsrohres an der gesamten Mantelfläche des Körpers eine abwärts gerichtete Strömung 
aus, deren Geschwindigkeit mit steigender Anströmung v0 ebenfalls (betragsmäßig) an-
steigt. Neben einem lokalen Minimum der axialen Strömungsgeschwindigkeit im Nahbe-
reich der unteren Kante der Probe erreicht die abwärts gerichtete Flüssigkeitsströmung in 
der Nähe des Probenkörpers bei z / L ≈ 0,71 (z ≈ 71 mm) die betragsmäßig höchsten Ge-
schwindigkeitswerte. 
6.1.3 Mittlere Strömungsgeschwindigkeit im Ringspalt 
Zur Bewertung der Strömungsgeschwindigkeit im Querschnitt des Tauchrohres im Bereich 
der Probe (d.h. in der Ringspalt-Geometrie) werden die axialen Strömungsgeschwindig-
keitsverläufe flächengemittelt. Die Auswertung im verblockten Rohr erfolgt jeweils auf 
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einer radialen Ebene im Rohr auf halber Probenhöhe z / L = 0,5. Die Ergebnisse in Bild 32 
werden auf die Leerrohrgeschwindigkeit v  gemäß Tabelle 9 bezogen. 
 
Bild 32: Mittlere Strömungsgeschwindigkeiten im Ringspalt 
Bei geringen Anströmgeschwindigkeiten v0 treten die größten Auswirkungen auf die mitt-
leren Strömungsgeschwindigkeiten im Ringspalt auf, da das Rezirkulationsgebiet in Pro-
bennähe kaum ausgebildet ist (s. Bild 31). Für Anströmgeschwindigkeiten v0 ≥ 0,3 m/s 
liegen nur noch maximale Abweichungen von 3,5 % zu den flächengemittelten Geschwin-
digkeiten im leeren Strömungsrohr vor. Die absoluten Werte der mittleren Geschwindig-
keiten obePrv  im Ringspalt fasst Tabelle 10 zusammen.  




Ø 30 mm x 150 mm 
[ m/s] 
Redh 
Ø 30 mm x 150 mm 
[-] 
obePrv  
Ø 50 mm x 100 mm 
[ m/s] 
Redh 
Ø 50 mm x 100 mm 
[-] 
0,1 0,0286 9309,3 0,0342 9647,8 
0,3 0,081 26365,5 0,0831 23442,5 
0,5 0,133 43291,5 0,134 37801,4 
0,75 0,203 66076,5 0,203 57266,3 
1,0 0,264 85932 0,262 73910,2 
 
Dabei sind zusätzlich die resultierenden Reynoldszahlen Redh bezogen auf den hydrauli-
schen Durchmesser des Ringspalts zwischen Probe und Strömungsrohr aufgeführt. 
















Die Freistrahlströmung beschleunigt einen Teil des umgebenden Liquids, so dass der Mas-
senstrom im Rohr größer als der Massenstrom der Düse ist. Die Auswertung im verblock-
ten Rohr erfolgt jeweils auf einer radialen Ebene im Rohr auf halber Probenhöhe z / L = 
0,5. Die Ergebnisse zeigt Bild 33. 
 
Bild 33: Massenstrom im leeren und im verblockten Rohr bezogen auf den Massenstrom 
aus der Düse 
Im Leerrohr ist das Verhältnis aus Massenstrom im Rohr zum Massenstrom am Düsenaus-
lass konstant. Die Verblockung des Querschnitts durch die Probenkörper bewirkt ein Ab-
sinken des Massenstromverhältnisses für v0 ≥ 0,3 m/s, der durch das Rezirkulationsgebiet 
in Probennähe bedingt ist. 
6.1.5 Bewertung der Strömungsstruktur 
Anhand der Reynoldszahl Re der Strömung (der liquiden Phase) kann die Strömungsstruk-
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Hier ist ρliq die Dichte [kg / m
3] und ηliq die dynamische Viskosität [kg / (m∙s)] bei der 
Strömungstemperatur (Tliq,0 = 60 °C); L steht für die charakteristische Länge [m] des um- 
bzw. durchströmten Systems. 
Als charakteristische Länge L wird der Durchmesser des umströmten Körpers (dZyl = 
0,03 m bzw. dZyl = 0,05 m) zur Einschätzung der Grenzschichtstruktur in unmittelbarer 
Nähe der Probe verwendet. Die kritische Reynoldszahl Rekrit für den Umschlag von la-
minar zur turbulent bei der Zylinderanströmung ist dabei betragsmäßig wie in Tabelle 11 
definiert [Böswirth, 2007; Truckenbrodt, 2008]: 
Tabelle 11: Kritische Reynoldszahl Rekrit bei der Zylinderanströmung 
 kritische Reynoldszahl Rekrit [-] 
Umströmter Körper  (L = dZyl) 3∙10
5 
 
Das Bild 34 zeigt die Reynoldszahl Re für den umströmten der Zylinder in Abhängigkeit 
von der Strömungsgeschwindigkeit v  im Rohr (Geometrie: s. Bild 18).  
 
Bild 34: Reynoldszahl für den umströmten zylindrischen Körper 
Der kritische Bereich der Reynoldszahl Rekrit für den Umschlag der Grenzschichtströmung 
von laminar zu turbulent wird für beide Probengeometrien im gesamten untersuchten Be-
reich der Anströmgeschwindigkeit v0 nicht überschritten. Mittels der laminaren Modellie-
rung der Strömungsstruktur kann die Ausbildung der Strömungs- und Temperaturgrenz-
schicht am Körper in der Strömungssimulation unter Verwendung des Modells zur Einbe-
ziehung des siedebedingten Phasenübergangs in geeigneter Weise wiedergegeben werden. 
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Auch kann davon ausgegangen werden, dass die Einlauflänge im Ringspalt nicht ausreicht, 
um die Strömung turbulent werden zu lassen. 
6.1.6 Einphasiger stationärer Wärmeübergang am Probenkörper 
Der Wärmeübergangskoeffizient bei einphasiger Strömung (ohne Siedevorgänge, Twand = 
100 °C) wurde aus einer stationären Simulation für die einzelnen Teilflächen des Zylinders 
(obere und untere Stirnfläche sowie die Mantelfläche) und die gesamte Zylinderoberfläche 
flächengemittelt. Die Ergebnisse sind Bild 35 dargestellt. 
 
Bild 35: Einphasiger Wärmübergangskoeffizient aus der stationären Strömungssimulation 
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Die Wärmeübergangskoeffizienten an der Mantelfläche sind an der dicken und der dünnen 
Probe bei der geringsten Anströmgeschwindigkeit von v0 = 0,1 m/s gleich groß. Mit stei-
gendem v0 führt an der dickeren Probe die sich ausbildende Strömungsstruktur mit abwärts 
gerichteter Liquidströmung in Körpernähe zu höheren Wärmeübergängen bei gleichen 
Anströmbedingungen im Strömungsrohr. Dagegen sind bei der dünneren Probe an der obe-
ren und unteren Stirnfläche bei jeweils gleichen Anströmbedingungen im Leerrohr die je-
weils höheren mittleren Wärmeübergänge zu beobachten. 
6.1.7 Fazit 
Die Strömungsstrukturen im Strömungsrohr unterscheiden sich in Abhängigkeit von der 
jeweiligen Probengeometrie erheblich. Trotz möglicherweise übereinstimmender Rey-
noldszahlen liegen erhebliche Unterschiede in der Strömungsstruktur im Ringspalt vor, so 
dass die Anströmgeschwindigkeit im Leerrohr v0 als direkt kontrollierbare Größe zur Ein-
stellung der Flüssigkeitsströmungsstruktur im Leerrohr in der weiteren Auswertung heran-
gezogen wird. 
6.2 Siedeverlauf aus Simulation und Experiment im Vergleich  
Basierend auf der zeitabhängigen Verteilung des Dampfanteils auf der Bauteiloberfläche 
werden ausgewertet: 
 Wiederbenetzungsstart (Zeitpunkt des Ablösens der Siedefronten) an der oberen 
und an der unteren Kante der Probe, 
 Geschwindigkeiten der oberen und der unteren Siedefront, 
 Position des vollständigen Filmzusammenbruchs, 
 Dauer bis zum lokalen und bis zum vollständigen Siedefilmzusammenbruch. 
Die nachfolgenden Größen werden aus Thermoelementmessungen ermittelt und mit den 
lokalen Temperaturverläufen aus der numerischen Simulation verglichen: 
 lokale Abkühlraten im Bauteil, 
 lokale Leidenfrosttemperatur. 
Aus der numerischen Simulation stehen sowohl im Bereich der Fluidströmung als auch im 
Probenkörper lokale und zeitabhängige Verläufe zur Verfügung. Zudem können über eine 
zeit- und/oder ortsabhängige Mittelung integrale Größen für den gesamten Probenkörper 
oder die Probenoberfläche berechnet werden. Aus den Abschreckexperimenten stehen zeit-
abhängige Informationen zur Siedefilmverteilung aus fotografischen Aufnahmen zur Aus-
wertung zur Verfügung. Ferner können aus den Thermoelementmessungen Informationen 
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zur zeitabhängigen Abkühlung an den drei verschiedenen wandnahen Thermoelementposi-
tionen entnommen werden. Die Anzahl der durchgeführten Messungen beträgt drei für 
jeden Datenpunkt. Dargestellt sind in allen Diagrammen die Mittelwerte dieser Messer-
gebnisse, die Fehlerbalken stehen für die Standardabweichung. 
6.2.1 Verifikationsbeispiel: Tauchbadkühlung (ohne Anströmung) 
Die zeitabhängige Position der Widerbenetzungsfronten auf der Mantelfläche des dünnen 
Zylinders Ø 30 mm x 150 mm wird für den Fall der Tauchbadkühlung (v0 → 0 m/s) für 
Simulation und Experiment in Bild 36 gezeigt (Tsub = 40 K). 
 
Bild 36: Zeitabhängige Position der Wiederbenetzungsfronten (links: Momentaufnahmen 
aus dem Experiment, rechts: Vergleich mit Simulationsdaten) auf der Probenmantelfläche 
Übereinstimmend wird der Beginn des Siedefilmzusammenbruchs bei t ≈ 5 s und z / L = 0 
an der unteren Bauteilkante erkannt. In Bild 36 (links) ist nach t ≈ 15 s die sich aufwärts 
bewegende Siedefront auf einer Höhe von z / L ≈ 0,15 erkennbar. Im weiteren zeitlichen 
Verlauf bei t ≈ 30 s (Bild 36, Mitte) löst sich von der oberen Bauteilkante eine zweite Wi-
derbenetzungsfront. Beide Widerbenetzungsfronten treffen sich nach etwa t ≈ 47 s im obe-
ren Bereich der Probenmantelfläche bei z / L ≈ 0,8. Insbesondere im unteren Bereich der 
zylindrischen Probe kann die Wiederbenetzungskinematik durch die annähernd konstante 
(aufwärts gerichtete) Bewegungsgeschwindigkeit der Siedefront, mit leicht zunehmenden 
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Abweichungen im Bereich der aufeinandertreffenden Wiederbenetzungsfronten, aus Expe-
riment und Simulation (s. Bild 36 rechts) wiedererkannt werden. 
Die aus dem Siedeverlauf resultierende Abkühlkurve auf halber Probenhöhe z / L = 0,5 aus 
der Simulation (Abstand der Messstelle zur Oberfläche = 1 mm) und aus dem Experiment 
(Abstand der Messstelle zur Oberfläche ≈ 1 mm) zeigt das Bild 37. 
 
Bild 37: Lokale Abkühlkurve aus Simulation und Experiment bei der Tauchbadkühlung 
Zu Beginn des Abschreckprozess kann die geringe Abkühlgeschwindigkeit in der Filmsie-
dephase dargestellt werden. Der starke Abfall der lokalen Temperatur, der für den lokalen 
Zusammenbruch des Siedefilms bei Erreichen der Leidenfrosttemperatur steht, kann aus 
Simulation und Experiment bezüglich der herrschenden Temperatur und dem Zeitpunkt im 
Abschreckverlauf identifiziert werden. Zusätzlich können die effizienten Wärmeüber-
gangsmechanismen in der Blasensiedephase und der einphasigen Konvektion zum Ende 
des Abschreckvorgangs vom Simulationsmodell im Vergleich zum experimentell bestimm-
ten Abkühlverlauf reproduziert werden. 
Am Beispiel der Tauchbadkühlung (v0 → 0 m/s) eines zylindrischen Bauteils konnte ge-
zeigt werden, dass das Simulationsmodell die Kinetiken und Kinematiken des Siedepha-
senablaufs und der dabei resultierenden Wärmeübergänge im Vergleich zum Experiment 
folgerichtig wiederzugeben vermag. Das Siedemodell ist damit im Prinzip validiert. Detail-
lierte Vergleiche von Simulationsergebnissen und Experimenten finden sich in den nach-
folgenden Unterkapiteln. 
Ergebnisse und Diskussion 
80 
 
6.2.2 Zeitabhängige Positionen der Wiederbenetzungsfronten 
Die Positionen der oberen und unteren Wiederbenetzungsfronten sind im Vergleich aus 
Experiment und Simulation für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten v0 in Bild 38 ge-
genübergestellt. Zu erkennen ist, dass das Ablösen der Wiederbenetzungsfront von der 
unteren Bauteilkante für nahezu alle untersuchten Fälle zuerst auftritt. Erst im weiteren 
Abkühlverlauf bildet sich eine zweite Wiederbenetzungsfront an der oberen Bauteilkante 
aus. Die zeitabhängigen Positionen der Wiederbenetzungsfronten sowie deren Geschwin-
digkeiten auf der Mantelfläche der zylindrischen Probenkörper werden in den folgenden 
Unterkapiteln näher analysiert. 
 
Bild 38: Zeitabhängige Position der Wiederbenetzungsfronten auf der Probenmantelfläche 
6.2.3 Wiederbenetzungsstart an den Kanten des Bauteils 
Die Zeitspanne t – t0 bis zum Ablösen der Siedefronten (Wiederbenetzungsstart) an der 
oberen und an der unteren Kante der Proben ist in Bild 39 im Vergleich von Experiment 
und Simulation gezeigt.  
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Für die dünne Probe setzt die Wiederbenetzung für alle untersuchten Anströmgeschwin-
digkeiten vo zunächst an der unteren Kante ein. Der Wiederbenetzungsstart an der oberen 
Kante erfolgt im Vergleich dazu deutlich zeitverzögert. In Bild 39 (oben) weisen beide 
Kurvenverläufe in Abhängigkeit von der Anströmgeschwindigkeit den gleichen qualitati-
ven Verlauf auf. Ausgehend von der Wasserbadabschreckung ohne Anströmung (v0 = 
0 m/s) bewirkt ein Anstieg der Anströmgeschwindigkeit einen früheren Wiederbenet-
zungsstart an der oberen Bauteilkante, während der Zeitraum bis zur Wiederbenetzung an 
der unteren Bauteilkante nahezu unverändert bleibt. 
 
Bild 39: Start der Wiederbenetzung für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten v0 
Beträgt die Zeitspanne zwischen dem Ablösen der Wiederbenetzungsfronten an der unte-
ren und oberen Bauteilkante im Falle der Wasserbadabschreckung (v0 = 0 m/s) noch Δt ≈ 
25 s, so kann an der dünnen Probe mit einem Anstieg der Anströmgeschwindigkeit dieser 
zeitliche Versatz bis auf Δt ≈ 12 s (bei v0 = 1,0 m/s) verringert werden. Der Zeitpunkt des 
Starts der Wiederbenetzung an der oberen Kante des Bauteils weist eine erheblich größere 
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Streuung innerhalb der Wiederholungsmessungen als an der unteren Kante auf, die sich 
mit steigender Anströmgeschwindigkeit v0 nur geringfügig verringert. 
Am dicken Probenkörper (Ø 50 mm x 100 mm) ist ein deutlich geringerer Einfluss der 
Anströmgeschwindigkeit auf den Zeitpunkt des Wiederbenetzungsstarts an der unteren 
Kante des Bauteils zu erkennen. Im Vergleich dazu setzt die Wiederbenetzung an der obe-
ren Kante des Bauteils für geringe Anströmgeschwindigkeiten v0 erst deutlich später ein 
(im Falle der Wasserbadkühlung beträgt die zeitliche Differenz Δt ≈ 20 s und entspricht 
damit den Ergebnissen am Probenkörper mit dem geringeren Durchmesser). Eine Erhö-
hung der Anströmgeschwindigkeit bis v0 = 1,0 m/s führt zu einem abnehmenden zeitlichen 
Versatz zwischen dem Ablösen der unteren und oberen Siedefront, der Siedefilmzusam-
menbruch findet an beiden Kanten des Bauteils nahezu gleichzeitig statt. 
Die Ergebnisse der dicken Proben weisen für v0 = 0,5 m/s an der oberen Kante des Pro-
benkörpers eine in Simulation und Experiment übereinstimmende und reproduzierbare 
Abweichung im Kurvenverlauf auf. Eine Erklärung dieses Verhaltens auf Grundlage des 
Strömungszustands findet sich in Kapitel 6.3.1. 
Abweichend zum beschriebenen Verhalten am dünnen Probenkörper bewirkt der Anstieg 
der Anströmgeschwindigkeit an der dicken Probe eine zunehmend geringere Streuung des 
Zeitpunktes des Wiederbenetzungsstarts an der oberen Bauteilkante innerhalb der Wieder-
holungsmessungen. 
An beiden untersuchten Probenköpern ist zu erkennen, dass im Falle geringer Anströmge-
schwindigkeiten der Wiederbenetzungsstart zunächst an der unteren Bauteilkante erfolgt. 
Dieses Verhalten entspricht dabei dem aus der Literatur bekannten Trend (s. Kapitel 3.5). 
In der vorliegenden Anordnung ist die untere Kante des Bauteils direkt der auftreffenden 
Düsenströmung ausgesetzt, so dass sich in diesem Bereich bei jeweils gleichen Düsen-
strömungsbedingungen auch sehr ähnliche Abhängigkeiten des Starts der Wiederbenetzung 
von der Anströmgeschwindigkeit ausbilden (s. Bild 39). Dagegen bilden sich im darüber 
liegenden Bereich der Probe deutliche Unterschiede hinsichtlich der Strömungsstruktur 
aus. Im Falle der Probe mit dem geringeren Durchmesser folgt die Flüssigkeitsströmung 
mit generell aufwärts gerichteter Ausrichtung der Mantelfläche des Bauteils. Die große 
Lauflänge in unmittelbarer Nähe zum heißen Probenkörper ermöglicht eine vergleichswei-
se hohe Verweildauer und damit ein signifikantes Aufheizen der Liquidströmung in Bau-
teilnähe. Auf diese Weise kann im oberen Bauteilbereich der Siedefilm über einen länge-
ren Zeitraum stabilisiert werden, der Dampffilmzusammenbruch setzt deshalb in diesem 
Bereich verspätet ein. 
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Am Bauteil mit dem größeren Durchmesser bildet sich mit ansteigender Anströmge-
schwindigkeit v0 in Wandnähe des Bauteils eine abwärts gerichtete Flüssigkeitsströmung 
aus. Ein von der unteren Probenkante ablösender Wirbel trifft nahezu über der gesamten 
Probenhöhe auf die Probenoberfläche, so dass eine vergleichsweise große Liquidunterküh-
lung auch im Bereich der oberen Bauteilkante vorliegen kann. Erst im Verlauf der abwärts 
gerichteten Strömung wird ein Aufheizen der Liquidströmung in Wandnähe ermöglicht. 
Andererseits hemmt hier die geringere Probenlänge diesen Vorgang. 
Zusätzlich stimmen die Größe des Wirbels im Ablösungsgebiet sowie die Probenlänge des 
Körpers bei hohen Düsenaustrittsgeschwindigkeiten überein, so dass auch die obere hori-
zontale Fläche des Körpers von der Liquidströmung beaufschlagt wird. An dieser Stelle 
der Probe liegen Strömungsbedingungen vor, die denen an der unteren Stirnfläche der Pro-
benkörper ähnlich sind. In der Summe ermöglichen diese Faktoren den vergleichsweise 
frühen Wiederbenetzungsstart auch an der oberen Bauteilkante für die dicke Probe. 
6.2.4 Siedefrontgeschwindigkeit 
Die mittlere Siedefrontgeschwindigkeit wurde für beide Siedefronten aus den fotografi-
schen Aufnahmen sowie aus den Simulationsergebnissen ermittelt und über die Lauflänge 
(s. Bild 38) von der Bauteilkante bis zum Treffpunkt der Siedefronten gemittelt. Die Er-
gebnisse sind in Bild 40 dargestellt. 
Bei der dünnen Probe (Bild 40, oben) bewirkt eine Steigerung der Anströmgeschwindig-
keit v0 einen näherungsweise linearen Anstieg der unteren Siedefrontgeschwindigkeit, 
während die Geschwindigkeit der oberen Siedefront nahezu unbeeinflusst bleibt. Während 
die Siedefrontgeschwindigkeit an der oberen Kante generell für alle untersuchten An-
strömgeschwindigkeiten eine gute Reproduzierbarkeit aufweist, können hohe Standardab-
weichungen für die untere Siedefrontgeschwindigkeit im Fall der Wasserbadabschreckung 
ohne Anströmung (v0 → 0 m/s) beobachtet werden. 
Der Vergleich dieser Ergebnisse mit den Werten aus Bild 39 für den Zeitpunkt der Wie-
derbenetzung an den Kanten des Bauteils zeigt die höchsten Standardabweichungen (d.h. 
die größte Streuung der Ergebnisse) an der oberen Kante, während an der unteren Kante 
eine deutlich geringere Streuung der Ergebnisse vorliegt. Für die dicke Probe ist das Ver-
halten der Siedefrontgeschwindigkeiten an der oberen und unteren Kante in Abhängigkeit 
von der Anströmgeschwindigkeit genau entgegensetzt, da hier vor allem die Geschwindig-
keit der oberen Siedefront mit steigendem v0 einen ebenfalls näherungsweise linearen An-
stieg aufweist. Für hohe Werte oberhalb etwa von v0 ≥ 0,75 m/s kann somit für die dicke 
Probe beobachtet werden, dass sowohl der Startzeitpunkt der Wiederbenetzung an beiden 
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Kanten als auch die Geschwindigkeit der beiden Wiederbenetzungsfronten nahezu über-
einstimmen. 
 
Bild 40: Siedefrontgeschwindigkeit für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten v0 
Die Siedefrontgeschwindigkeiten lassen sich unter Berücksichtigung der im Kapitel 6.2.3 
bestimmten Strömungsstruktur diskutieren. An der dünnen Probe führen die übereinstim-
menden Richtungen der Liquidströmung in Wandnähe sowie der Bewegungsrichtung der 
unteren Siedefont zu maximalen Siedefrontgeschwindigkeiten. Im Gegensatz dazu sind 
Liquidströmung und Bewegungsrichtung der Siedefront an der oberen Bauteilkante entge-
gengesetzt, so dass hier vergleichsweise geringe Siedefrontgeschwindigkeiten beobachtet 
werden können. Zusätzlich führt die vergleichsweise geringe Liquidunterkühlung im Be-
reich der oberen Siedefront zu tendenziell geringeren konvektiven Wärmeübergängen im 
Bereich der wiederbenetzten Oberfläche in der Nähe der oberen Siedefront, die das Aus-
kühlen des Probenkörpers sowie die Siedefrontgeschwindigkeit weiter absenken. 
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An der dicken Probe sind diese Zusammenhänge anhand der in Körpernähe abwärts ge-
richteten Liquidströmung umgekehrt. Die untere Siedefront wird sich durch die abwärts 
gerichtete Liquidströmung in Wandnähe nur relativ langsam über die Bauteiloberfläche 
aufwärts bewegen können. Demgegenüber stimmen im oberen Bereich der dicken Probe 
die Bewegungsrichtung von Liquidströmung und Siedefront überein und bewirken deshalb 
in diesem Bereich mit steigender Anströmgeschwindigkeit v0 zunehmende Siedefrontge-
schwindigkeiten. 
6.2.5 Dauer bis zum lokalen Siedefilmzusammenbruch 
An den Positionen der Thermoelemente (s. Bild 22) wird aus dem Verlauf der Abkühlkur-
ven der Zeitraum vom Beginn des Experiments bis zum lokalen Zusammenbrechen des 
Dampffilms beim Erreichen der Leidenfrosttemperatur bestimmt und in Bild 41 mit den 
entsprechenden Werten aus der Abschrecksimulation verglichen. 
 
Bild 41: Dauer bis zum lokalen Siedefilmzusammenbruch auf der Bauteiloberfläche 
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Die Ergebnisse hängen maßgeblich vom Siedefrontverhalten aus Kapitel 6.2.3 und 6.2.4 
ab. Für alle betrachteten Positionen gilt, dass eine Erhöhung der Anströmgeschwindigkeit 
v0 in einer Verkürzung der Filmsiedephase resultiert. Ausnahmen stellen die untere und 
mittlere Messstelle für die dicke Probe (Ø 50 mm x 100 mm) dar, an der die Zeitspanne bis 
zum Siedefilmzusammenbruch mit steigendem v0 nahezu konstant ist. 
6.2.6 Gesamte Filmsiededauer 
Simulation mit dem Anströmprofil aus dem experimentellen Aufbau (v = v(r)) 
Die Zeitspanne vom Beginn des Abschreckprozesses (beim Eintauchen der Probe zum 
Zeitpunkt t0) bis zum vollständigen Zusammenbruch des Siedefilms am gesamten Körper 
(dies entspricht in den meisten Fällen dem vollständigen Siedefilmzusammenbruch auf der 
Mantelfläche der Probe) aus Experiment und Simulation wird in Bild 42 verglichen. Die 
dazugehörige Position, an dem sich die beiden Wiederbenetzungsfronten ausgehend von 
der oberen bzw. unteren Kante des Bauteils treffen ist in Kapitel 6.2.7 dargestellt. 
 
Bild 42: Dauer bis zum Ende der Filmsiedephase auf der Mantelfläche 
Für beide Probenkörper gilt, dass eine größere Anströmgeschwindigkeit eine kürzere Zeit-
spanne bis zum vollständigen Siedefilmzusammenbruch nach sich zieht. Beim dünnen 
Bauteil weist dieser Trend im Experiment in guter Näherung ein lineares Verhalten auf, 
das vom entwickelten Siedemodell in der Simulation gut wiedergegeben werden kann. Im 
Vergleich dazu zeigt sich im Experiment am dicken Probenkörper für v0 ≤ 0,3 m/s ein ver-
gleichsweise geringer Einfluss der Anströmgeschwindigkeit auf die Filmsiededauer am 
Bauteil, um erst für größere Werte von v0 stärker abzufallen. Dieses unterschiedliche Ver-
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halten des Siedefilms bei Erreichen dieser Mindestgeschwindigkeit kann in der Simulation 
wiedererkannt werden. 
Simulation mit homogener Anströmung v(r) = konstant 
Um den Einfluss der Probengeometrie möglichst unabhängig von der radialen Geschwin-
digkeitsverteilung im Strömungsrohr zu untersuchen, wird die Anströmung des Bauteils 
bei über dem Rohrquerschnitt konstanter Anströmgeschwindigkeit analysiert. Geometrie 
und Randbedingungen der hier ausgewerteten Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar. 
Die gesamte Filmsiededauer an der Mantelfläche der Probenkörper ist in Bild 43 gezeigt.  
 
Bild 43: Dauer der Filmsiedephase an der Mantelfläche 
Bei konstanter Probenlänge L bewirkt eine Abnahme des Durchmessers eine quadratische 
Verringerung des Probenvolumens, die sich im Kurvenverlauf wiederspiegelt (Bild 43, li.). 
Obwohl bei konstantem Probendurchmesser die Abnahme der Probenlänge eine lineare 
Abnahme des Probenvolumens bewirkt, ist ein solcher Kurvenverlauf bei sehr geringem 
Verhältnis L / d nicht mehr im gezeigten Kurvenverlauf zu erkennen (Bild 43, re.). 
6.2.7 Position des vollständigen Filmzusammenbruchs 
Die Position, an der sich die beiden Wiederbenetzungsfronten auf der Bauteiloberfläche 
treffen, so dass der Dampffilm auf der Mantelfläche des Bauteils vollständig zusammenge-
brochen ist, zeigt Bild 44. 




Bild 44: Position des vollständigen Siedefilmzusammenbruchs auf der Mantelfläche des 
Zylinders für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten v0 
Im Falle niedriger Anströmgeschwindigkeiten treffen für beide Probengeometrien die Sie-
defronten auf ungefähr gleicher dimensionsloser Höhe z / L aufeinander. Dieser im Fol-
genden als Position des vollständigen Siedefilmzusammenbruchs bezeichnete Bereich auf 
der Probe befindet sich bei z / L ≈ 0,8. Während mit einem Anstieg der Anströmgeschwin-
digkeit die Position auf dem Bauteil für die dünne Probe linear ansteigt bis z / L (v0 = 
1,0 m/s) = 0,86, sinkt der dazugehörige Wert bei der dicken Probe bis auf z / L (v0 = 
1,0 m/s) = 0,55 ab. 
6.2.8 Lokale Leidenfrosttemperaturen aus Experiment und Simulation 
Auswertung an der Position der Thermoelementmessstellen 
Die Leidenfrosttemperatur aus den gemessenen Abkühlkurven sowie für die dazugehöri-
gen lokalen Temperaturverläufe im Bauteil aus der numerischen Simulation zeigt Bild 45. 
Die verwendete Vorgehensweise zur Bestimmung der Leidenfrosttemperatur wurde in Ka-
pitel 5.4.2 beschrieben. Die ausgewerteten Stellen an den Probenkörpern in der numeri-
schen Simulation entsprechen den Positionen der in die Bauteile eingebrachten Thermo-
elemente aus den experimentellen Untersuchungen. 




Bild 45: Leidenfrosttemperatur für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten v0 
Es ist zu beachten, dass der Abstand der Thermoelementmessstellen von der Bauteilober-
fläche fertigungsbedingt nicht exakt bekannt ist (Annahme: Δr ≈ 1 mm). Die Auswertung 
der Simulationsergebnisse erfolgte dagegen generell in einem Abstand zur Oberfläche des 
Festkörpers von Δr = 1 mm. Bereits geringe Unterschiede im Abstand der Messstelle zur 
Oberfläche des Probenkörpers können große Auswirkungen auf die Temperatur besitzen, 
da insbesondere in Wandnähe sehr steile Temperaturgradienten in radialer Richtung im 
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Bauteil vorliegen können. Aus diesem Grund ist ein Vergleich der absoluten Werte für die 
lokale Leidenfrosttemperatur nur eingeschränkt möglich. 
Obwohl sich gemäß Bild 45 für beide Probengeometrien mit steigendem z / L, d.h. mit 
zunehmendem Abstand zur Unterkante des Bauteils, eine abnehmende lokale Leidenfrost-
temperatur ableiten lässt, kann eine solche Aussage aufgrund der vorliegenden Messunsi-
cherheit nicht mit Sicherheit getroffen werden. Demgegenüber unterstützen die Simulati-
onsergebnisse zur lokalen Leidenfrosttemperatur jedoch diesen Trend, eine Auswertung 
sowie die Diskussion zu diesem Aspekt findet sich in im weiteren Verlauf dieses Kapitels. 
Übereinstimmend ist für alle drei ausgewerteten Positionen auf der Mantelfläche der bei-
den Proben zu erkennen, dass im Falle der Probe mit dem geringeren Durchmesser niedri-
gere Werte für die lokale Leidenfrosttemperatur erkannt werden können, als dies für den 
Probenkörper mit dem größeren Durchmesser der Fall ist, stellenweise beträgt die Diffe-
renz 100 K oder mehr. Diese Abweichungen treten an allen drei Messstellen in überein-
stimmender Form auf und lassen sich aufgrund der Höhe der Abweichungen nicht aus-
schließlich durch die Unsicherheiten hinsichtlich der Thermoelement-Messposition im 
Experiment erklären. Der Trend stimmt mit Messergebnissen von [Bolukbasi und Ciloglu, 
2007] sowie [Kim et al., 2003] überein, die ihre Abschreckexperimente in Wasser jedoch 
nur für das Behältersieden, d.h. ohne Anströmung des Körpers, durchführten. 
Die Simulationsergebnisse der dünnen Probe (Bild 45 oben) zeigen an allen Messstellen 
den qualitativ gleichen Verlauf. Nach einem Abfall der lokalen Leidenfrosttemperaturen 
bei einer Erhöhung der Anströmgeschwindigkeit auf v0 = 0,3 m/s kann ein Anstieg bei 
einer weiteren Erhöhung der Anströmgeschwindigkeit festgestellt werden. Letzteres ent-
spricht dabei dem aus der Literatur bekannten Verhalten (s. Kapitel 3.5.2).  
Sowohl die Simulationsergebnisse als auch die Messungen zeigen am dicken Probenkörper 
(s. Bild 45 unten) keine signifikante Veränderung der lokalen Leidenfrosttemperatur in 
Abhängigkeit von der Anströmgeschwindigkeit. Eine Ausnahme stellt der Messwert für 
v0 = 1,0 m/s an der Position z / L = 3 / 4 dar. Hier wurde eine deutliche Zunahme der loka-
len Leidenfrosttemperatur festgestellt. Ein vergleichbarer Kurvenverlauf mit einer solchen 
Änderung der lokalen Leidenfrosttemperatur wurde für keine der anderen untersuchten 
Positionen auf der Bauteiloberfläche festgestellt. Da diese in guter Näherung mit dem Ort 
der maximalen Geschwindigkeit der liquiden Phase in der Nähe der Bauteiloberfläche 
übereinstimmt, wird bei v0 = 1,0 m/s eine lokale Strömungsgeschwindigkeit erzielt, die den 
Dampffilmzusammenbruch bereits bei höheren Wandtemperaturen ermöglicht. Eine detail-
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lierte Analyse des zweiphasigen Strömungsfeldes aus Liquid- und Dampfgeschwindigkei-
ten während des instationären Abschreckprozesses findet sich in Kapitel 6.3.1. 
Leidenfrosttemperatur bei dem Anströmprofil aus dem experimentellen Auf-
bau mit v = v(r)  
Im Unterschied zu den bisher in diesem Kapitel  gezeigten Ergebnissen, wird im Folgen-
den die lokale Leidenfrosttemperatur direkt an der Körperoberfläche über der gesamten 
Zylinderhöhe ausgewertet. Für die gesamte Mantelfläche des Körpers werden die zeitab-
hängigen Abkühlverläufe ausgewertet und daraus mittels der in Kapitel 5.4.2 vorgestellten 
Methode die Leidenfrosttemperatur bestimmt. Den Vergleich der Ergebnisse in Abhängig-
keit von der Anströmgeschwindigkeit v0 zeigt Bild 46. Zu beachten ist, dass die jeweils als 
eine Kurve je Probe und Anströmgeschwindigkeit gezeigte lokale Leidenfrosttemperatur 
zwei Wiederbenetzungsfronten, die sich an der oberen bzw. unteren Kante des Bauteils 
ablösen, zugeordnet sind. 
An der dünnen Probe ist mit zunehmender Anströmgeschwindigkeit v0 ein stärkerer Gradi-
ent der Leidenfrosttemperatur von der unteren zur oberen Kante des Bauteils zu beobach-
ten. Die für v0 ≥ 0,75 m/s im Bereich z / L ≤ 0,3 zu beobachtenden, hohen Leidenfrosttem-
peraturen fallen mit der Ausdehnung des Rückstromgebiets der Liquidströmung an der 
unteren Bauteilkante (s. Bild 31) und deren Auswirkung auf die Dampfgeschwindigkeiten 
(s. Bild 52) und Dampftemperaturen (s. Bild 55) im Dampffilm zusammen. 
Im mittleren Bereich der Mantelfläche (Probe Ø 30 mm x 150 mm), in dem die Hauptbe-
wegungsrichtung der Liquidströmung und der unteren Widerbenetzungsfront übereinstim-
men, ist keine Abhängigkeit der Dampftemperaturen (s. Bild 55) und auch der lokalen Lei-
denfrosttemperatur von der Anströmgeschwindigkeit v0 und der Position auf der Bauteil-
oberfläche festzustellen. Im durch die obere Wiederbenetzungsfront beeinflussten Bereich 
der seitlichen Oberfläche ist dagegen ein Abfall der Leidenfrosttemperatur auszumachen, 
der für höhere, der Bewegungsrichtung der Wiederbenetzungsfront entgegengesetzt orien-
tierte Liquidgeschwindigkeiten umso stärker ausfällt. An der dicken Probe können ähnli-
che Abhängigkeiten zwischen der lokalen Leidenfrosttemperatur und der Orientierung der 
Bewegungsrichtung der Wiederbenetzungsfront und der Liquidströmung in Körpernähe 
erkannt werden. Im Bereich der maximalen, abwärts gerichteten axialen Strömungsge-
schwindigkeiten bei z / L ≈ 0,6 stimmen für Anströmgeschwindigkeiten von v0 > 0,3 m/s 
die Bewegungsrichtung der oberen Wiederbenetzungsfront und Liquidströmung überein. 
Entsprechend der Beschreibung in Kapitel 6.3.2 ist hier auch der Unterschied in den 
Dampftemperaturen im Dampffilm gering. so dass in diesem Bereich der Probenoberfläche 
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ähnlich zur dünnen Probe bei umso höheren Anströmgeschwindigkeiten tendenziell leicht 
steigende Leidenfrosttemperaturen erkannt werden können. Dagegen ist im unteren Be-
reich der Probenkörper bei z / L ≈ 0,3 eine Abnahme der Leidenfrosttemperatur für umso 
höhere Anströmgeschwindigkeiten v0 erkennbar. 
 
 
Bild 46: Leidenfrosttemperatur auf der Mantelfläche der Probenkörper 
Eine Ausnahme stellt an der dicken Probe der Fall für v0 = 0,1 m/s dar, für den sich auf-
grund der geringen Geschwindigkeiten nur sehr geringe Unterschiede zwischen den Struk-
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turen der Liquidströmung in Probennähe ausbilden. Entsprechend liegen die simulierten 
Leidenfrosttemperaturen für diesen Fall auch deutlich niedriger als alle übrigen Werte und 
weisen hinsichtlich des Verlaufs Ähnlichkeiten zu dem dazugehörigen Kurvenverlauf an 
der dünnen Probe auf. 
Leidenfrosttemperatur bei homogener Anströmung v(r) = konstant 
Um den Einfluss der Probengeometrie möglichst unabhängig von der radialen Geschwin-
digkeitsverteilung im Strömungsrohr zu untersuchen, wird die Anströmung des Bauteils 
bei über dem Rohrquerschnitt konstanter Anströmgeschwindigkeit analysiert. Geometrie 
und Randbedingungen dieser Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar. Bild 47 zeigt die Er-
gebnisse für verschiedene Verhältnisse des Probendurchmessers d zur Probenlänge L. 
 
Bild 47: Leidenfrosttemperatur auf der Mantelfläche bei homogener Anströmung 
Im Falle der geringsten Anströmgeschwindigkeit von v0 = 0,01 m/s ist kein nennenswerter 
Einfluss des Verhältnisses L / d auf die lokale Leidenfrosttemperatur zu erkennen. Für alle 
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untersuchten L / d ist die Leidenfrosttemperatur im unteren Bereich der Probe tendenziell 
höher, da die heißen Dampf- und Flüssigkeitsanteile in Probennähe aufsteigen und dort auf 
diese Weise den Dampffilmzusammenbruch bei einer etwas niedrigeren Oberflächentem-
peratur nach sich ziehen. Dieses Verhalten stimmt mit den Angaben von [Bernardin und 
Mudawar, 1999] und [Carbajo, 1985] überein, die den Bauteilabmaßen als Einflussgröße 
auf die Leidenfrosttemperatur ansonsten nur einen kaum bemerkbaren Einfluss zusprechen. 
Mit steigender Anströmgeschwindigkeit v0 bewirkt das sich mit größerem Probendurch-
messer stärker ausprägende Rückstromgebiet an der unteren Bauteilkante im unteren Be-
reich der Mantelfläche höhere Werte der lokalen Leidenfrosttemperatur. 
6.2.9 Lokale Abkühlraten 
Aus Messungen mit in die Abschreckproben eingebrachten Thermoelementen werden in 
Bild 48 (Probe Ø 30 mm x 150 mm) und Bild 49 (Probe Ø 50 mm x 100 mm) die Abkühl-
raten [K/s] gezeigt und mit den Ergebnissen aus der Abschrecksimulation verglichen. 
 
Bild 48: Lokale Abkühlraten aus Experiment und Simulation (Probe: Ø 30 mm x 150 mm) 
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Zu Beginn des Abschreckprozesses in der Phase des Filmsiedens sind niedrige Abkühlra-
ten zu erkennen. Der im weiteren Abschreckverlauf eintretende starke Anstieg der Abkühl-
raten steht für das Eintreten der Leidenfrosttemperatur und dem damit verbundenen Über-
gang zum Blasensieden. Im Verlauf der Abschreckung treten im Bereich der maximalen 
Abkühlrate Abweichungen in den Kurvenverläufen auf. Die Lage der maximalen Abkühl-
rate stimmt hinsichtlich der damit verbundenen Temperatur im Körper betragsmäßig gut 
überein, jedoch wird der maximale Wert in der Simulation zu hoch eingeschätzt und zeigt 
einen steileren Abfall der simulierten Kurvenverläufe. Der von diesen Abweichungen be-
troffene Temperaturbereich von Tsup < 400 K liegt unterhalb des für das Einsetzen der 
Martensitbildung (s. Kapitel 3.1) relevanten Bereichs. Entsprechend spielen die erkennba-
ren Abweichungen im Temperaturverlauf hinsichtlich des Einflusses auf die letztlich resul-
tierende Härteverteilung eine untergeordnete Rolle. 
 
Bild 49: Lokale Abkühlraten aus Experiment und Simulation (Probe: Ø 50 mm x 100 mm) 
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Im Bereich des Filmsiedens zu Beginn des Abschreckprozesses weisen die Abkühlraten in 
der Simulation eine stärkere Schwankung auf als dies für die experimentellen Messungen 
der Fall ist. Dieses Verhalten ist für die dünne Probe weniger ausgeprägt als für den dicken 
Körper. 
In der Nähe des Probenkörpers mit dem geringeren Durchmesser ist die Flüssigkeitsströ-
mung aufwärts gerichtet und stimmt damit in deren Ausrichtung mit der Aufstiegsrichtung 
des Dampfes überein. Diese übereinstimmende Richtung der Liquid- und Dampfgeschwin-
digkeiten hat eine glättende Wirkung auf die geschichtete Strömungsstruktur aus Dampf-
film in der unmittelbaren Körpernähe und der darüber angeordneten Flüssigkeitsschicht. 
Demgegenüber liegt für die dicke Probe eine entgegengesetzte Ausrichtung der Strö-
mungsrichtungen der Liquid- und Dampfphase vor. Diese Gegenläufigkeit erzeugt eine 
erhöhte zeit- und ortsabhängige Schwankungsintensität der Dampfanteile, die sich in den 
weniger glatten Verläufen der Abkühlrate an den dicken Proben insbesondere bei großen 
Anströmgeschwindigkeiten äußert. 
6.3 Dampfzustand und -verteilung 
6.3.1 Dampfgeschwindigkeiten 
Zusammenhang zwischen dem Dampfanteil und der Dampfgeschwindigkeit 
Die Verläufe der axialen Dampfgeschwindigkeiten vaxial, vap in unmittelbarer Nähe des 
Körpers sowie des dazugehörigen lokalen Dampfanteils sind in Abhängigkeit von der 
Wandüberhitzung Tsup für beide Probenkörper jeweils in einer Höhe z / L = 0,5 in Bild 50 
zum Vergleich gegenüber gestellt. Angegeben sind jeweils die maximalen Werte aus der 
Simulation in direkter Nähe zur Körperoberfläche. 
Nach dem Ausbilden des Dampffilms liegen in der Phase des Filmsiedens bei αvap → 1 an 
der dünnen Probe übereinstimmend aufwärts orientierte Dampfaufstiegsbewegung und 
Liquidströmung vor. Mit abnehmender Wand- und dadurch auch Dampfüberhitzung stellen 
sich nahezu konstante Dampfgeschwindigkeiten ein. Das Absinken der Dampfgeschwin-
digkeiten im Verlauf der Filmsiedephase ist durch sinkende Dampfbildungsraten und ab-
nehmende Dichteunterschiede zwischen Liquid- und Dampfphase begründet.  
Im Gegensatz dazu ist an der dicken Probe nach dem Erreichen der maximalen Dampfauf-
stiegsgeschwindigkeiten beim Bilden des Dampffilms ein kontinuierlicher Abfall der 
Dampfgeschwindigkeiten in der Filmsiedephase zu beobachten, da hier die abwärts gerich-
tete Liquidströmung die Dampffilmschicht abbremst. 




Bild 50: Axiale Dampfgeschwindigkeiten und Dampfanteil als Funktion der lokalen 
Wandüberhitzung (z / L = 0,5, v0 = 0,5 m/s) 
Mit dem Absinken des Dampfanteils beim Übergang zur Blasensiedephase nimmt der 
Dampfblasendurchmesser db im Simulationsmodell ab. Dies bewirkt, dass sich die noch 
vorhandenen Dampfanteile αvap den Geschwindigkeiten der Liquidphase hinsichtlich Rich-
tung und Betrag deutlich stärker anpassen. Die Hauptströmungsrichtung des Dampfes an 
der dicken Probe folgt deshalb in unmittelbarer Wandnähe in dieser Phase der Abkühlung 
der Richtung der Liquidströmung und kann damit sogar abwärts gerichtet sein. 
Dampfgeschwindigkeiten an verschiedenen Positionen 
Den Einfluss der Anströmgeschwindigkeit v0 auf die axialen Dampfgeschwindigkeiten an 
verschiedenen Positionen auf der Mantelfläche der Bauteile zeigt das Bild 51. Dabei wer-
den fünf verschiedene Positionen z / L, neben den Thermoelement-Messstellen zwei zu-
sätzliche Positionen im Nahbereich der oberen bzw. unteren Kante des Körpers, ausgewer-
tet. Ein Vergleich der Dampfgeschwindigkeiten an den beiden untersuchten Probengeo-
metrien für den Fall der geringsten Anströmgeschwindigkeiten von v0 = 0,1 m/s, der den 
geringsten Einfluss der Liquidströmung auf das Dampfverhalten an beiden Probengeomet-
rien aufweist, zeigen sich nur geringe Unterschiede zwischen den beiden Probengeomet-
rien. Im Bereich des Filmsiedens können aufwärts gerichtete Dampfgeschwindigkeiten 
festgestellt werden, die mit dem Absinken der Oberflächenüberhitzung im Verlauf der Ab-
kühlung abnehmen. 
Hier gilt für beide Probengeometrien, dass im Bereich der oberen Messstellen die maxima-
len Aufstiegsgeschwindigkeiten des Dampfes mit etwa vaxial, vap ≈ 1 m/s vorliegen. Dieser 
Wert sinkt für weiter unten an der seitlichen Teilfläche gelegene Messpositionen ab, so 
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dass für die unterste Messposition z / L = 1 / 8 eine maximale Dampfaufstiegsgeschwin-
digkeit zu Beginn des Abschreckprozess von vaxial, vap ≈ 0,65 m/s festgestellt werden kann. 
 
Bild 51: Axiale Dampfgeschwindigkeit an verschiedenen Positionen auf der Zylinderman-
telfläche der Probe Ø 30 mm x 150 mm (links) und 50 mm x 100 mm (rechts) 
Mit dem Anstieg der Anströmgeschwindigkeit v0 wirkt sich an den einzelnen Positionen 
die Verteilung der axialen Liquidgeschwindigkeiten aus. An der dünnen Probe wird der 
Dampf an der untersten Position, die im abwärts strömenden Rezirkulationsgebiet der Li-
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quidströmung liegt, mit zunehmendem v0 stärker abgebremst, so dass bei v0 ≥ 0,5 m/s im 
unteren Bereich der Probe abwärts gerichtete Dampfgeschwindigkeiten während des Bla-
sensiedens vorliegen. Für den gesamten untersuchten Geschwindigkeitsbereich können für 
eine feste Anströmgeschwindigkeit höhere Dampfgeschwindigkeiten beobachtet werden, je 
näher sich die jeweilige Messstelle zur oberen Kante des Bauteils befindet. 
An der dicken Probe (Bild 51, rechts) ist die Liquidströmung über die gesamte Probenhöhe 
abwärts gerichtet. Außer zu Beginn der Abschreckung im Bereich der großen Verdamp-
fungsraten, die zur Siedefilmbildung führen, sind bereits in der Phase des Filmsiedens 
deutlich geringere oder stagnierende Dampfaufstiegsgeschwindigkeiten zu erkennen. In 
der Phase des Blasensiedens sind dann ab v0 ≥ 0,75 m/s über weite Bereiche in der Mitte 
des Bauteils die axialen Dampfgeschwindigkeiten negativ. 
Mittlere Dampfgeschwindigkeiten während der Filmsiedephase 
Die axialen Dampfgeschwindigkeiten in Oberflächennähe verlaufen während der Phase 
des Filmsiedens nahezu konstant. Die zeitliche Mittelung vom Beginn des Abschreckpro-
zesses bei t = 0 s bis zu dem Zeitpunkt, an dem die Wandtemperatur die lokale Leiden-
frosttemperatur erreicht hat, zeigt Bild 52. 
 
Bild 52: Zeitgemittelte lokale Dampfgeschwindigkeiten während der Filmsiedephase 
An beiden Probenkörpern kann der Einfluss der Liquidströmung auf die Dampfgeschwin-
digkeit während des Filmsiedens vor allem im Bereich der abwärts gerichteten Liquidge-
schwindigkeiten in den Rezirkulationsgebieten erkannt werden (bei z / L ≈ 0,2 an der dün-
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nen Probe bzw. z / L ≈ 0,7 an der dicken Probe). Hier deuten die Simulationsergebnisse 
darauf hin, dass in diesen Bereichen der Aufstieg der vorhandenen Dampfanteile durch die 
Liquidströmung stark gebremst oder sogar vollständig unterdrückt werden kann. 
Dampfgeschwindigkeiten an der oberen Stirnfläche 
Bild 53 zeigt die radialen Dampfgeschwindigkeiten an der Bauteiloberkante zu einem fes-
ten Zeitpunkt, an dem in allen gezeigten Fällen noch ein vollständig geschlossener Dampf-
film an der Bauteiloberseite vorliegt. Positive radiale Geschwindigkeiten stehen dabei für 
eine radial nach außen gerichtete Dampfbewegung. 
 
Bild 53: Radiale Dampfgeschwindigkeiten an der Bauteiloberkante 
(rmax = Bauteilradius, t = 2 s) 
Auf der Bauteiloberseite findet eine Dampfbewegung von der Achse des Bauteils zu den 
äußeren Bereichen des Bauteils statt (außer für r / rmax → 0), die für höhere Anströmge-
schwindigkeiten v0 stärker ausgeprägt ist. Im erwähnten Ausnahmefall trifft die Li-
quidströmung jedoch nicht auf der Bauteilrückseite auf, so dass die gebildeten Dampfantei-
le weniger effizient von der Strömung abtransportiert werden können und dadurch länger 
in Oberflächennähe verweilen. 




Dampftemperaturen auf der Mantelfläche 
In Bild 54 ist die lokale Dampfüberhitzung Tvap – Tsiede in Abhängigkeit von der lokalen 
Wandüberhitzung Tsup = Twand – Tsiede gegenübergestellt. Die jeweils gestrichelt dargestell-
te 45° - Linie steht dabei für die Position, an der die Dampftemperatur und die Wandtem-
peratur identisch sind. 
 
Bild 54: Dampftemperatur für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten v0, z / L = 0,5 
Am dünnen Probenkörper bewirkt die Gleichläufigkeit der Dampf- und Liquidströmung 
eine gleichmäßige und ungestörte Ausbildung des Dampffilms, die sich in stetigen Ab-
kühlverlaufen, insbesondere während der Filmsiedephase äußert. Die Temperaturdifferenz 
zwischen der Körperoberfläche und dem Dampffilm ist konstant, wobei höhere Anström-
geschwindigkeiten v0 zu geringfügig erhöhten Wärmeübergängen zwischen Dampf- und 
Liquidphase und damit zu niedrigeren Dampftemperaturen führen. 
Im Falle der gegenläufigen Richtungen der Liquidströmung und des aufwärts steigenden 
Dampfes an der dicken Probe sind stärker ausgeprägte Schwankungen der Dampftempera-
turen in der Filmsiedephase zu Beginn der Abkühlung zu finden. Im Bereich des Dampf-
films ist die geringste und ungefähr konstant bleibende Differenz zur lokalen Wandtempe-
ratur vorhanden (in Bild 54 durch den konstanten Abstand der Dampftemperaturkurve zur 
45°-Kurve ersichtlich). 
Erst mit dem Zusammenbruch des Dampffilms, der im Siedemodell mit einer Abnahme 
der lokalen Dampfgehalte von αvap → 1 auf 0 < αvap < 1 und einem abnehmenden Dampf-
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blasendurchmesser db einhergeht, nimmt auch die Temperaturdifferenz zwischen dem 
Dampf und der Wand zu. Der geringere Dampfblasendurchmesser führt zu einer zuneh-
menden zur Verfügung stehenden Austauschfläche zwischen den Phasen und bewirkt einen 
erhöhten Wärmeübergang zwischen Dampf- und Liquidphase. 
Mittlere Dampftemperatur während der Filmsiedephase 
Im Folgenden wird die zeitlich gemittelte Temperaturdifferenz zwischen der lokalen 
Dampfüberhitzung Tvap – Tsiede und der lokalen Wandüberhitzung Tsup = Twand – Tsiede im 
Zeitpunkt des Eintretens der Leidenfrosttemperatur zum Ende der Filmsiedephase ausge-
wertet. Da die Differenz zwischen Wand- und Dampftemperatur während der Filmsiede-
phase im zeitlichen Verlauf nahezu konstant ist, können diese Werte in guter Näherung 
auch auf die gesamte Filmsiedephase erweitert werden. Die Ergebnisse zeigt Bild 55. 
 
Bild 55: Dampftemperaturen während der Filmsiedephase an der Mantelfläche 
Bezogen auf die gesamte Mantelfläche sind für beide Probengeometrien nur im Falle der 
geringsten Anströmgeschwindigkeit von v0 = 0,1 m/s identische Dampftemperaturen über 
der gesamten Höhe des zylindrischen Körpers zu erkennen. Die Gleichläufigkeit der Li-
quid- und Dampfströmung an der dünnen Probe ermöglicht im oberen Teil der Probenober-
fläche das Einstellen eines Gleichgewichtszustandes, in dem sich der von der Wand zum 
Dampf sowie der vom Dampf ans Liquid transportierte Wärmestrom entsprechen und des-
halb ab einer Position von etwa z / L ≥ 0,5 nahezu konstante Dampftemperaturen in der 
Phase des Filmsiedens beobachtet werden können. 
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Mit steigender Anströmgeschwindigkeit v0 vermindert das Ausbilden der abwärts gerichte-
ten Liquidströmung an der dicken Probe den Aufstieg heißer Dampfanteile in der Nähe des 
Körpers, so dass das Aufheizen des Dampfes von der unteren zur oberen Kante der Probe 
weniger stark ausgeprägt ist. Zusätzlich intensiviert die Gegenläufigkeit von Liquidströ-
mung und Aufstiegsrichtung des Dampfes den Wärmeaustausch zwischen Dampf und Li-
quid, so dass in diesen Bereichen der Oberfläche vergleichsweise hohe Differenzen zwi-
schen der Wand- und der Dampftemperatur vorliegen. Die Größe des von der Unterkante 
des Körpers ablösenden Wirbelgebiets ermöglicht dabei, dass an der dicken Probe auch im 
oberen Bereich des Körpers nicht bzw. kaum aufgeheiztes Liquid auf die Dampfanteile 




Die Dicke des durch Dampfbildung beeinflussten Bereichs wird an drei charakteristischen 
Punkten z / L = 1 / 3, z / L = 1 / 2 und z / L = 2 / 3 auf der Mantelfläche bestimmt. Dafür 
wird der Verlauf der Dampftemperatur ausgewertet und der Wandabstand bestimmt, an 
dem Tvap < Tsiede. Da per Definition kein Dampf bei Dampftemperaturen unterhalb der Sie-
detemperatur existiert, kann auf diese Weise sowohl während der Film- als auch der Bla-
sensiedephase die wandnormale Ausdehnung des Dampfes bestimmt werden. Die wand-
temperaturabhängigen Ergebnisse an verschiedenen Positionen am Probenkörper bei kon-
stanter Anströmgeschwindigkeit v0 bzw. für eine feste Position bei variierter Anströmge-
schwindigkeit v0 zeigt das Bild 56. 
Für den Fall der geringsten Anströmgeschwindigkeit v0 = 0,1 m/s sind in der Filmsiede-
phase nahezu konstante Dampfschichtdicken von ca. 400 µm zu erkennen, die mit dem 
Abfall der Wandtemperatur tendenziell leicht abnehmen. Mit ansteigendem v0 ist an der 
dünnen Probe der Einfluss auf die Dampfgeschwindigkeit und Dampftemperatur in der 
Filmsiedephase an der dargestellten Position gering, so dass in der Summe auch die 
Dampfschichtdicke kaum von der Anströmgeschwindigkeit v0 beeinflusst wird. 
Dagegen bewirkt die Gegenläufigkeit der Liquid- und Dampfströmung an der dicken Probe 
eine verringerte Dampfaufstiegsgeschwindigkeit, die mit ansteigendem v0 an der unter-
suchten Bauteilposition zu einer größeren Ausdehnung der Dampfschichtdicke führt. 
Gleichzeitig ist auch hier, wie bereits im Zusammenhang mit der Dampftemperatur und der 
Dampfgeschwindigkeit in der Filmsiedephase erwähnt, eine größere Schwankung während 
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des Filmsiedens zu beobachten. Mit dem Zusammenbruch des Dampffilms beim Erreichen 
der lokalen Leidenfrosttemperatur nimmt die Ausdehnung des Dampfbereichs in Wandnä-
he bis auf Werte von 50 µm ab. Die gebildeten Dampfanteile folgen der Liquidströmung 
und kühlen aufgrund der größeren Austauschfläche schneller aus, so dass die noch vorhan-
den Dampfanteile nur in unmittelbarer Wandnähe existieren können. 
 
Bild 56: Wandnormale Ausdehnung des durch die Dampfbildung beeinflussten Bereichs 
Mittlere Dampfschichtdicke während der Filmsiedephase 
Um die mittlere Dampfschichtdicke während der Filmsiedephase bewerten zu können, 
wird der wandtemperaturabhängige Verlauf während des Filmsiedens bis zum Erreichen 
der lokalen Leidenfrosttemperatur zeitlich gemittelt. Die Ergebnisse zeigt Bild 57. Obwohl 
gemäß Kapitel 6.3.2 an der dicken Probengeometrie tendenziell geringere Dampftempera-
turen innerhalb der Filmsiedephase vorliegen, können im Siedemodell höhere Dampf-
schichtdicken während des Filmsiedens erkannt werden. Da dieser Trend in den Bereichen 
der größten abwärts gerichteten Liquidgeschwindigkeiten stärker ausgeprägt ist, wird von 
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einem Zusammenhang zwischen der Struktur der Liquidströmung und der Ausdehnung des 
von der Dampfbildung beeinflussten Bereichs in Probennähe ausgegangen. 
 
Bild 57: Mittlere lokale Dampfschichtdicke während der Filmsiedephase 
6.4 Lokaler Wärmeübergang 
6.4.1 Simulierter Wärmeübergang im Vergleich mit Literaturergebnis-
sen 
Die lokale Wärmestromdichte q  [W/m2] auf der Mantelfläche des zylindrischen Körpers 
aus der Simulation (Probe Ø 30 mm x 150 mm) wird in Bild 58 mit experimentellen Er-
gebnissen von [Stich und Tensi, 1995] (Probe: Ø 25 mm x 100 mm, v = 0,3 m/s, Tliq = 
60 °C) verglichen. Der Zeitpunkt der Auswertung ist dabei in beiden Fällen auf eine Weise 
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gewählt, dass sich die Position der unteren Siedefront in einem Abstand von z = 50 mm 
von der unteren Bauteilkante befindet. 
 
Bild 58: Lokale Verteilung der Wärmestromdichte im Vergleich aus Simulation und Expe-
riment von [Stich und Tensi, 1995] 
Während der Phasen des Film- und Blasensiedens bzw. der einphasigen konvektiven 
Wärmeübergänge im Bereich z → 0 mm können die Verläufe der Wärmestromdichte dabei 
vom Simulationsmodell wiedergegeben werden. Die Höhe des Peak-Wertes der Wär-
mestromdichte im Bereich des Dampffilmzusammenbruchs wird dabei zusätzlich durch die 
gemessenen Werten von [Carbajo, 1985], [Sakurai, 2000], [Kandlikar, 2001b] und 
[Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009] bestätigt, die an vertikalen Platten im 
Wasserbad bei einer Fluidunterkühlung von Tsub = 40 K maximale Wärmestromdichten im 
Bereich von etwa 2∙106…4∙10
6
 W/m
2 gemessen haben. 
6.4.2 Lokale Verteilung des Wärmeübergangs an der Körperoberfläche 
Die Verteilung des Wärmeübergangskoeffizienten (WÜK, Definition siehe Kapitel 4.3.2) 
auf der Zylindermantelfläche ist in Bild 59 beispielhaft gezeigt (die zugrunde liegende zeit- 
und ortsabhängige Dampffilmverteilung ist in Bild 26 dargestellt). 
In Bild 59, links können drei Bereiche identifiziert werden, die durch den Verlauf der Wie-
derbenetzungsfront, d.h. der zeitabhängigen Position des Übergangs zwischen dem mit 
liquider Phase benetzten und dem mit einem geschlossenen Dampffilm bedeckten Bereich 
(s. Bild 26), voneinander abgegrenzt werden. In den vom Siedefilm bedeckten Bereichen 
können niedrige Wärmeübergangskoeffizienten im Bereich 200 W/(m2K) < α < 
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600 W/(m2K) festgestellt werden, die damit in der in der Literatur angegebenen Spanne des 
Wärmeübergangskoeffizienten in der Filmsiedephase liegen (s. Kapitel 3.5.2). 
 
Bild 59: Wärmeübergangskoeffizient an der Bauteilmantelfläche (v0 = 0,5 m/s und Tliq,0 = 
60 °C, die WÜK-Farbskala ist auf Werte bis 8000 W/(m2K) begrenzt) 
In unmittelbarer Nähe der beiden Wiederbenetzungsfronten ist jeweils ein lokales Maxi-
mum des Wärmeübergangskoeffizienten zu erkennen (die Farbskala in Bild 59, links wur-
de auf Werte α ≤ 8000 W/(m2K) zur besseren Darstellung geringer Werte des WÜK im 
Filmsiedebereich begrenzt). Die Werte des WÜK-Maximums im Bereich der Wiederbe-
netzungsfront nach Bild 59 (rechts) liegen bei α ≈ 13000 W/(m2K) und decken sich mit 
experimentellen Vergleichswerten von [Stich und Tensi, 1995], die den Wärmeübergang 
beim Abschrecken eines zylindrischen Bauteils für sehr ähnliche Versuchsparameter ermit-
telten. Im Bereich des Blasensiedens fällt der Wärmeübergangskoeffizient mit steigendem 
Abstand zu der/den Wiederbenetzungsfronten relativ steil ab. Bei nur noch geringen 
Wandtemperaturen tritt keine Verdampfung mehr auf und es können annähernd konstante 
Werte im Bereich des einphasigen konvektiven Wärmeübergangs von α ≈ 3500 – 
5000 W/(m2K) beobachtet werden. 
6.4.3 Zusammenhang zwischen der lokalen Abkühlkurve und dem lo-
kalen Wärmeübergangskoeffizienten 
In Bild 60 ist der Zusammenhang zwischen der lokalen Abkühlkurve sowie deren erster 
und zweiter zeitlichen Ableitung und dem oberflächentemperaturabhängigen Verlauf des 
Wärmeübergangskoeffizienten für eine feste Position auf dem Bauteil beispielhaft darge-
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stellt. Entsprechend Kapitel 5.4.2 kann die zweite zeitliche Ableitung der lokalen Abkühl-
kurve zur Bestimmung der Leidenfrosttemperatur herangezogen werden, die für die deutli-
che Zunahme der Abkühlintensität aufgrund des lokalen Dampffilmzusammenbruchs steht. 
Die auf diese Weise in Bild 60 (links) bestimmte Oberflächentemperatur kann in Bild 60 
(rechts) dem Übergang von den geringen Wärmeübergangskoeffizienten zum steilen An-
stieg des Wärmeübergangs aufgrund der Wiederbenetzung zugeordnet werden. 
 
Bild 60: Lokale Abkühlkurve sowie deren erste (Mitte) und zweite (links) zeitliche Ablei-
tung, temperaturabhängiger lokaler Wärmeübergangskoeffizient (rechts), (Probe 
Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,5 m/s, z = 1 / 2 L) 
Während des weiteren Abkühlverlaufs erreicht der Wärmeübergangskoeffizient seinen 
maximalen Wert innerhalb der Phase des Blasensiedens, um daraufhin für weiter sinkende 
Oberflächentemperaturen eine langsame Abnahme des Wärmeübergangs aufgrund der ge-
ringer werdenden Dampfblasenbildungsrate aufzuweisen. Gemäß Bild 60 (Mitte) stimmt 
die Oberflächentemperatur, die dem maximalen Wärmeübergangskoeffizienten zugeordnet 
werden kann, mit dem Ort der steilsten Temperaturabnahme (dargestellt durch das Mini-
mum der ersten zeitlichen Ableitung der lokalen Abkühlkurve) überein. 
6.4.4 Maximale lokale Wärmeübergangskoeffizienten 
Die Maxima der lokalen Verläufe des Wärmeübergangskoeffizienten auf der Probenman-
telfläche während des Abschreckprozesses sind in Bild 61 gegenübergestellt. Am Proben-
körper mit dem geringeren Durchmesser (Bild 61, links) können für den maximalen WÜK 
drei Teilbereiche ausgemacht werden. Die höchsten maximalen WÜKs liegen im unteren 
Bereich der Abschreckprobe im Bereich des Rezirkulationsgebiets der Liquidströmung. 
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Hier bewirkt eine höhere Anströmgeschwindigkeit v0 tendenziell erhöhte maximale Wär-
meübergangskoeffizienten. Im Bereich der aufwärts gerichteten Liquidgeschwindigkeiten 
für z / L ≥ 0,4 streben die maximalen WÜKs unabhängig von v0 nahezu konstante Werte 
im Bereich 9.000 < WÜK < 10.000 W/(m2K) an. Im oberen Bereich der Probe für z / L ≥ 
0,8 geht ein Abfall der lokalen Leidenfrosttemperatur mit einem Absinken der maximalen 
WÜKs einher. 
 
Bild 61: Maximaler lokaler Wärmeübergangskoeffizient auf der Mantelfläche  
Demgegenüber können für die Probe mit dem größeren Durchmesser (Bild 61, rechts) na-
hezu konstante WÜKs im Bereich 9.500 < WÜK < 10.500 W/(m2K) erkannt werden. Die-
se geringfügig höheren Werte im Falle eines größeren Probendurchmessers entsprechen 
dabei dem gemäß der Literatur zu erwartenden Trend. 
6.4.5 Lokale Oberflächentemperatur beim Erreichen des maximalen 
Wärmeübergangskoeffizienten 
Die zu den in Bild 61 gehörenden lokalen Überhitzungen der Oberfläche zum Zeitpunkt 
des Eintretens des maximalen lokalen Wärmeübergangskoeffizienten (s. Bild 60, rechts) an 
den zylindrischen Proben sind in Bild 62 angegeben. 
Die Werte folgen dem qualitativen Verhalten, das für die lokale Leidenfrosttemperatur in 
Bild 46 gezeigt wurde. Die absoluten Werte der Wandüberhitzung zum Zeitpunkt des Ein-
tretens des maximalen WÜK liegen dabei gemäß Bild 60 unterhalb der lokalen Leiden-
frosttemperatur. 




Bild 62: Lokale Wandüberhitzung beim Erreichen des maximalen lokalen WÜK 
6.5 Mittlere Leidenfrosttemperatur, Temperatur bei maximalem 
Wärmeübergang 
Simulation mit dem Anströmprofil aus dem experimentellen Aufbau (v = v(r)) 
Um die Leidenfrosttemperatur (LFT) sowie die Temperatur an der Körperoberfläche beim 
Vorliegen des maximalen Wärmeübergangskoeffizienten (TWÜK, max) an der Mantelfläche 
in Abhängigkeit von der Anströmgeschwindigkeit v0 bewerten zu können, werden die lo-
kalen Werte aus Bild 46 und Bild 62 über die gesamte Höhe der Proben gemittelt. Die Er-
gebnisse sind in Bild 63 zusammengefasst. 
Da für geringe Anströmgeschwindigkeiten v0 auch der Einfluss der unterschiedlich orien-
tierten Liquidströmung in Körpernähe gering bzw. unerheblich wird, nimmt hier auch die 
Differenz der flächengemittelten Leidenfrosttemperaturen ihre minimalen Werte an. Die 
maximalen Unterschiede können im Bereich v0 ≈ 0,3 m/s festgestellt werden, während für 
Werte von v0 > 0,3 m/s an der dicken Probe nahezu konstante mittlere Leidenfrosttempera-
tur ermittelt werden, ist an der Probe mit dem niedrigeren Durchmesser im gleichen Ge-
schwindigkeitsbereich ein Anstieg dieser Größe zu erkennen. 
Die flächengemittelte Wandüberhitzung beim Eintreten des maximalen WÜKs kann für die 
beiden untersuchten Probengeometrien im gesamten untersuchten Geschwindigkeitsbe-
reich im Intervall 50 K ≤ TLeidenfrost - TWÜK, max ≤ 100 K angegeben werden. 




Bild 63: Verlauf der flächengemittelten Leidenfrosttemperatur und der Temperatur bei 
maximalem Wärmeübergang an der Mantelfläche 
Simulation mit homogener Anströmung v(r) = konstant 
Um den Einfluss der Probengeometrie möglichst unabhängig von der radialen Geschwin-
digkeitsverteilung im Strömungsrohr zu untersuchen, wird die Anströmung des Bauteils 
bei über dem Rohrquerschnitt konstanter Anströmgeschwindigkeit analysiert. Geometrie 
und Randbedingungen der hier ausgewerteten Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar. 
Die flächengemittelte Leidenfrosttemperatur, die flächengemittelte maximalen Wärme-
übergangskoeffizienten sowie die dazugehörige flächengemittelte Wandüberhitzung Tsup 
bei dessen Eintreten auf der Mantelfläche des Zylinders zeigt das Bild 64. 
Bei der geringsten Anströmgeschwindigkeit v0 = 0,01 m/s ist kein nennenswerter Einfluss 
der Geometrie auf die mittlere Leidenfrosttemperatur zu erkennen. Dagegen führt bei v0 ≥ 
0,5 m/s zunehmendes Verhältnis L / d zu einer tendenziell abnehmenden mittleren Leiden-
frosttemperatur. 
Ein Anstieg der Anströmgeschwindigkeit v0 bewirkt bei konstantem Verhältnis L / d ge-
ringfügig abnehmende maximale lokale Wärmeübergangskoeffizienten auf der Körper-
oberfläche. Dagegen können für alle untersuchten Anströmgeschwindigkeiten leicht stei-
gende maximale Wärmeübergangskoeffizienten bei konstanter Problemlänge und abneh-
mendem Probendurchmesser beobachtet (Bild 64, Mitte links) werden. 
Bei konstantem Durchmesser d der Probe ist jedoch der umgekehrte Trend zu beobachten. 
Ein abnehmendes Verhältnis L / d bewirkt steigende flächengemittelte Wärmeübergangs-
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koeffizienten, da der durch das Rückstromgebiet an der Probenunterkante beeinflusste Be-
reich an der gesamten Mantelfläche des Zylinders anteilig ansteigt. 
 
Bild 64: Flächengemittelte Auswertung: Leidenfrosttemperatur (LFT) und Wandüberhit-
zung TWÜK, max beim Eintreten des maximalen WÜK 
6.6 Flächengemittelte Wärmeübergangskoeffizienten 
6.6.1 Teilflächen des Probenkörpers im Vergleich 
Die lokalen Wärmeübergangskoeffizienten können aus der Simulation zeitabhängig für die 
drei einzelnen Teilflächen (die obere sowie untere Stirnfläche und die Mantelfläche) sowie 
für die gesamte Zylinderoberfläche verglichen werden. Hierfür werden die lokalen Werte 
über die jeweilige Teilfläche am Zylinder flächengemittelt und zum Vergleich einerseits 
über der Zeit sowie in Abhängigkeit von der über die jeweils betrachtete Teilfläche gemit-
telten Wandüberhitzung Tsup in Bild 65 dargestellt. Da nach dem Erreichen des Siedefilm-
zusammenbruchs auf der Mantelfläche der Probe im weiteren Verlauf der Abschreckung 
die Wärme nahezu ausschließlich durch Konvektion übertragen wird, wird die Ab-
schrecksimulation mit dem Siedemodell ab diesem Zeitpunkt nicht weiter betrachtet. 




Bild 65: Flächengemittelter Wärmeübergangskoeffizient für die einzelnen Teilflächen am 
Zylinder (Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,1 m/s) 
In Bild 65 (rechts) ist für alle drei Teilflächen der typische qualitative Verlauf entspre-
chend der Nukiyama-Kurve (s. Kapitel 3.2) für den Wärmeübergang beim Sieden an Ober-
flächen erkennbar. Zu Beginn des Abschreckprozesses bei hohen Oberflächentemperaturen 
sind die flächengemittelten Wärmeübergangskoeffizienten gering und verbleiben während 
des Filmsiedens auf konstanten Werten. Der im Verlauf der Abkühlung einsetzende Knick 
in den Kurvenverläufen steht dabei für den Beginn des Siedefilmzusammenbruchs an der 
jeweiligen Teilfläche. 
Das Maximum erreichen die einzelnen Kurven jeweils zu dem Zeitpunkt, in dem an der 
gesamten Teilfläche der Dampffilm zusammengebrochen ist. Dabei beträgt die mittlere 
Wandüberhitzung Tsup an der oberen Teilfläche Tsup = 285 K. An der unteren Teilfläche 
beträgt der zugehörige Wert lediglich Tsup = 175 K, da hier aufgrund der Anordnung des 
Bauteils und der vergleichsweise geringen Anströmgeschwindigkeit im gezeigten Fall ein 
Abtransport des gebildeten Dampfes deutlich schlechter möglich ist. Ein noch geringerer 
Wert von Tsup = 105 K kann für den maximalen flächengemittelten Wärmeübergangskoef-
fizienten an der Mantelfläche beobachtet werden, da hier bereits große Oberflächenberei-
che des Bauteils auf sehr geringe Wandtemperaturen abgekühlt worden sind. 
Das Bild 65 (links) zeigt flächengemittelte Wärmeübergangskoeffizienten im zeitlichen 
Verlauf des Abschreckvorgangs. Zuerst erfolgt der Siedefilmzusammenbruch an der unte-
ren Kante des Bauteils, so dass an der unteren sowie der seitlichen Teilfläche gleichzeitig 
der Anstieg des WÜKs einsetzt. Nach t ≈ 11 s ist an der gesamten unteren Teilfläche der 
Dampffilm zusammengebrochen, so dass in der Folge bis t ≈ 22 s weiterhin eine lokale 
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Dampfbildung erfolgt (Blasensieden). Bei t ≈ 30 s bricht auch an der oberen Teilfläche der 
Dampffilm an der Bauteilkante zusammen, an der seitlichen Teilfläche entsteht eine zweite 
Wiederbenetzungsfront, die sich entlang der Mantelfläche nach unten bewegt. Da ab die-
sem Zeitpunkt in zwei Bereichen des Dampffilmzusammenbruchs lokal große Wärme-
übergangskoeffizienten erreicht werden, steigt hier der mittlere Wärmeübergangskoeffi-
zient an. Zum Ende der Filmsiedephase an der Bauteil-Mantelfläche nähern sich beide 
Wiederbenetzungsfronten auf der seitlichen Teilfläche an. Das Bauteil ist wieder vollstän-
dig mit Flüssigkeit benetzt. 
Diese in Bild 65 beispielhaft für eine Simulationsrechnung ermittelten charakteristischen 
Zeitpunkte entsprechen denjenigen Werten, die bereits in Kapitel 6.2 für das Einsetzen der 
Wiederbenetzung an der oberen und unteren Kante des Bauteils sowie für die gesamte 
Filmsiededauer an der Mantelfläche aus der zeitabhängigen Verteilung der Dampfgehalte 
ermittelt wurden. 
6.6.2 Zeitabhängige Verläufe 
Bild 66 zeigt die Verläufe des flächengemittelten WÜK zeitabhängig für alle untersuchten 
Anströmgeschwindigkeiten.  
Eine ansteigende Anströmgeschwindigkeit bewirkt insbesondere an den beiden senkrecht 
zur Strömungsrichtung ausgerichteten Stirnflächen ein früheres Eintreten des Anstiegs des 
Wärmeübergangskoeffizienten, verursacht durch das Einsetzen des Dampffilmzusammen-
bruchs. An der unteren Stirnfläche ist an beiden Probengeometrien für Anströmgeschwin-
digkeiten von v0 ≥ 0,5 m/s kaum noch ein zusätzlicher Anstieg des Kurvenverlaufs erkenn-
bar. Hier beginnt der Dampffilmzusammenbruch bereits kurzzeitig nach dem Beginn des 
Abschreckprozesses, dessen vollständiges Verschwinden (verdeutlicht durch das Maxi-
mum im jeweiligen Kurvenverlauf) durch eine weitere Erhöhung von v0 zu etwas früheren 
Zeiten im Abschreckprozesses verschoben wird. 
Eine Erhöhung der Strömungsgeschwindigkeit bewirkt im untersuchten Bereich 0,1 m/s ≤ 
v0 ≤ 1,0 m/s an der oberen Stirnfläche einen früher eintretenden Beginn des Siedefilmzu-
sammenbruchs (markiert durch den Beginn des steilen Anstiegs im Kurvenverlauf). Die 
zeitliche Differenz bis zu dessen vollständigem Verschwinden (zum Zeitpunkt des Maxi-
mums des flächengemittelten Wärmeübergangskoeffizienten) bleibt für alle untersuchten 
Anströmgeschwindigkeiten an der dünnen Probe nahezu konstant. 




Bild 66: Zeitabhängiger Verlauf der flächengemittelten Wärmeübergangskoeffizienten 
Am dicken Probenkörper sind an der Mantelfläche zu Beginn des Abschreckprozesses (di-
rekt nach dem Einsetzen des Dampffilmzusammenbruchs an der unteren Kante) besonders 
stark steigende mittlere Wärmeübergangskoeffizienten für v0 ≥ 0,5 m/s, entsprechend den 
maximalen lokalen WÜKs in diesem Bereich des Körpers. 
6.6.3 Oberflächentemperaturabhängige Verläufe 
Im vorhergehenden Kapitel wurden die flächengemittelten Wärmeübergangskoeffizienten 
im zeitlichen Verlauf gezeigt. Im Vergleich dazu sind dieselben Werte in Abhängigkeit 
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von der flächengemittelten Wandüberhitzung der jeweils betrachteten Bereiche der Pro-
benoberfläche in Bild 67 gegenübergestellt. 
 
Bild 67: Flächengemittelte Wärmeübergangskoeffizienten in Abhängigkeit von der flä-
chengemittelten Wandüberhitzung 
An der Mantelfläche zeigt die Variation der Anströmgeschwindigkeit nur einen geringen 
Einfluss auf den Verlauf der flächengemittelten Wärmeübergangskoeffizienten auf. Die 
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zum Peak des WÜKs im Kurvenverlauf gehörende mittlere Wandüberhitzung zum Zeit-
punkt des vollständigen Filmzusammenbruchs ist hier an der dünnen Probe nahezu unab-
hängig von den Anströmbedingungen. Im gesamten Kurvenverlauf ist eine leichte Zunah-
me des Wärmeübergangs für alle mittleren Wandüberhitzungen zu erkennen, die auf die 
Erhöhung des konvektiven Wärmeübergangs bei steigenden Anströmgeschwindigkeiten v0 
zurückzuführen ist (maximale WÜKs im Bereich des Dampffilmzusammenbruchs ändern 
sich nur geringfügig, s. Kapitel 6.4.4). 
Bei der dünnen Probe ist im Vergleich zum Probenkörper mit dem größeren Durchmesser 
der Dampffilmzusammenbruch erst bei einer niedrigeren mittleren Wandüberhitzung abge-
schlossen. Neben höheren Leidenfrosttemperaturen an dicken Probenkörper (s. Kapitel 
6.2.8) kann davon ausgegangen werden, dass auch in den bereits dampffreien Bereichen 
aufgrund des größeren Körperdurchmessers noch höhere Wandtemperaturen vorliegen, da 
zusätzliche Wärmeenergie über einen längeren Zeitraum aus dem Kern mittels Wärmelei-
tung zur Oberfläche transportiert wird. 
In der Nähe der oberen Stirnfläche auf der strömungsabgewandten Seite des Körpers ist für 
Strömungsgeschwindigkeiten ab v0 ≥ 0,3 m/s der Aufstieg des Dampfes erheblich er-
schwert (s. Kapitel 6.3.1). Entsprechend tritt der maximale Wert des Wärmeübergangsko-
effizienten für diese Kurven erst bei vergleichsweise niedrigen Wandüberhitzungen auf. 
6.6.4 Zeit- und flächengemittelte Wärmeübergangskoeffizienten wäh-
rend des gesamten Siedeverlaufs 
Simulation mit dem Anströmprofil aus dem experimentellen Aufbau (v = v(r)) 
Die flächengemittelten Wärmeübergangskoeffizienten werden zeitlich gemittelt, um den 
mittleren WÜK während des gesamten Siedeverlaufs bewerten zu können. Die auf die An-
strömgeschwindigkeit v0 bezogenen Ergebnisse für verschiedene Mittelungsbereiche auf 
der Probenoberfläche zeigt das Bild 68. Da der Siedeeinfluss im Vordergrund steht, wer-
den die Wärmeübergangskoeffizienten im Zeitraum vom Abschreckbeginn bei t = 0 s bis 
zum Ende der Siedephase ermittelt. Die darauffolgende einphasige konvektive Abkühlung 
wird nicht mit einbezogen. 
Aufgrund des geringen Anteils der oberen und unteren Stirnflächen an der gesamten Ober-
fläche zeigen die Kurvenverläufe für die Mantelfläche und die gesamte Oberfläche nahezu 
identische Verläufe. Für die Siedeabfolge sind die Geschehnisse an den Stirnflächen je-
doch von großer Bedeutung (s. Kapitel 6.6). 




Bild 68: Zeit- und flächengemittelte WÜKs während des Siedens beim Abschreckprozess 
An der unteren Stirnfläche werden an beiden Probengeometrien sehr hohe WÜKs be-
stimmt, da der Siedefilm mit steigendem v0 früher zusammenbricht und entsprechend hohe 
Werte aus dem Blasensieden und der Konvektionsphase mit in die Mittelung eingehen. An 
der oberen Stirnfläche beginnt der Siedefilmzusammenbruch später, so dass die niedrige-
ren WÜKs aus der Phase des Dampffilms niedrige WÜKs in der Mittelung bewirken. 
An der Mantelfläche resultiert das zeitabhängige Zusammenspiel des Siedefilmzusammen-
bruchs an den einzelnen Teilflächen für die dünne Probe bis v0 ≤ 0,3 m/s in nahezu kon-
stanten zeit- und flächengemittelten WÜKs. Der Zeitpunkt des Ablösens der oberen und 
unteren Wiederbenetzungsfront sowie die dazugehörigen Siedefrontgeschwindigkeiten 
werden in diesem Geschwindigkeitsbereich nur unwesentlich von der Geschwindigkeit 
beeinflusst (s. Kapitel 6.2). Bei Anströmgeschwindigkeiten von v0 ≥ 0,5 m/s sind stetig 
ansteigende WÜKs zu erkennen, wie das Ansteigen der maximalen WÜKs während des 
Abschreckprozesses im unteren Bereich des Probenkörpers gezeigt hat (s. Kapitel 6.4.4). 
Zusätzlich löst sich die obere Wiederbenetzungsfront mit steigendem v0 früher ab, so dass 
durch die zwei Wiederbenetzungsfronten auf dem Probenkörper der anteilige Bereich der 
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Oberfläche ansteigt, in dem durch Blasensieden und einphasige Konvektion im Vergleich 
zum Filmsieden deutliche größere Wärmeübergänge realisiert werden können. 
An der Mantelfläche der dicken Probe ist der Anstieg des Wärmeübergangskoeffizienten 
weniger stark ausgeprägt, da in diesem Geschwindigkeitsbereich sowohl die untere als 
auch obere Siedefront nahezu gleichzeitig ablösen. Der anteilige Bereich der Körperober-
fläche, in dem durch Blasensieden und einphasige Konvektion hohe Wärmeübergangskoef-
fizienten ermöglicht werden, steigt deshalb nur noch in Abhängigkeit von den mit größe-
rem v0 ebenfalls ansteigenden Siedefrontgeschwindigkeiten. Der Sonderfall des Absinkens 
des mittleren WÜKs bei v0 = 0,5 m/s ist in Kapitel 6.3.1 näher betrachtet. 
Die flächen- und zeitgemittelten Wärmeübergangskoeffizienten wurden zur dimensionslo-
sen Darstellung in die Nusseltzahlen Nudh und Reynoldszahl Redh im Ringspalt umgerech-
net (s. Kapitel 4.3.3). Bei der Berechnung wird die jeweilige mittlere Anströmgeschwin-
digkeit v  im Ringspalt gemäß Tabelle 10 und als charakteristische Länge der hydraulische 
Durchmesser des Ringspalts verwendet. Die Ergebnisse sind in Bild 69 dargestellt. 
 
Bild 69: Dimensionslose Darstellung des zeit- und flächengemittelten Wärmeübergangs 
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Am durchströmten Ringspalt kann der mittlere konvektive Wärmeübergang an der inneren 
Mantelfläche mittels einer Korrelation aus [VDI, 2006] bestimmt werden. Die dimensions-
losen Wärmeübergänge aus der zweiphasigen Simulation mit dem Siedemodell (s. Bild 69) 
sowie der einphasigen Simulation des rein konvektiven Wärmeübergangs (s. Bild 35) für 
die dünne Probe im Vergleich zur einphasigen VDI-Korrelation zeigt Bild 70 (aufgrund 
der vom durchströmten Ringspalt abweichenden Strömungsstruktur der Liquidphase ist am 
Probenkörper Ø 50 mm x 100 mm ein entsprechender Vergleich nicht sinnvoll). 
Der Vergleich zeigt für niedrige Reynoldszahlen, dass durch die Siedephänomene der mitt-
lere Wärmeübergang erheblich gesteigert wird. Ab ungefähr Redh > 5∙10
4 liegen nur gerin-
ge Unterschiede zwischen dem einphasigen bzw. zweiphasigen Wärmeübergang vor. Wäh-
rend ein Anstieg der Reynoldszahl in den mit einem Siedefilm bedeckten Anteilen der 
Probenoberfläche keine oder nur eine geringe Zunahme des Wärmeübergangs bewirkt, 
nimmt der Wärmeübergang in den mit Fluid benetzten Bereichen der Oberfläche mit an-
steigender Reynoldszahl zu und bestimmt auf diese Weise den mittleren Wärmeübergang. 
 
Bild 70: Mittlerer ein- und zweiphasiger Wärmeübergang an der Mantelfläche der dünnen 
Probe Ø 30 mm x 150 mm aus der Simulation im Vergleich zur VDI-Korrelation für den 
konvektiven Wärmeübergang im Ringspalt 
Simulation mit homogener Anströmung v(r) = konstant 
Um den Einfluss der Probengeometrie möglichst unabhängig von der radialen Geschwin-
digkeitsverteilung im Strömungsrohr zu untersuchen, wird die Anströmung des Bauteils 
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bei über dem Rohrquerschnitt konstanter Anströmgeschwindigkeit analysiert. Geometrie 
und Randbedingungen der hier ausgewerteten Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar. 
Die lokalen Wärmeübergangskoeffizienten werden zeit- und flächengemittelt, um den mitt-
leren WÜK während des gesamten Siedeverlaufs bewerten zu können. Die zeitliche Mitte-
lung umfasst dabei den Zeitraum vom Abschreckbeginn bei t = 0 s bis zum Ende der Film-
siedephase auf der Körperoberfläche (Vorgehensweise in Kapitel 6.6.4). Die Ergebnisse in 
Abhängigkeit vom Verhältnis aus Probenlänge L zum Probendurchmesser d für verschie-
dene Anströmgeschwindigkeiten v0 an den Teiloberflächen des Probenkörpers zeigt das 
Bild 71. 
 
Bild 71: Zeit- und flächengemittelte WÜK für verschiedene L / d 
Bei konstanter Probenlänge L ist der Einfluss des Probendurchmessers auf die mittleren 
Wärmeübergangskoeffizienten auf der Mantelfläche des Körpers sowie an der gesamten 
Zylinderoberfläche sehr gering. Dagegen bewirkt eine geringere Probenlänge bei konstan-
tem Durchmesser eine Zunahme des mittleren WÜK. Dieser Trend ist auf den anteilig grö-
ßeren Bereich der Mantelfläche des Körpers zurückzuführen, der bei einer Abnahme der 
Probenlänge vom Rezirkulationsgebiet an der unteren Kante der Probe beeinflusst wird. 
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Die zeit- und flächengemittelten Wärmeübergangskoeffizienten aus der Strömungssimula-
tion mit dem Siedemodell werden für den Zylinder mit der Länge L = 150 mm in Bild 71 


















Die Ergebnisse werden in Abhängigkeit von der Reynoldszahl Red in Bild 72 dargestellt. 
Zusätzlich sind in Bild 72 (links) die entsprechenden Werte aus der VDI-Korrelation [VDI, 
2006] für den einphasigen konvektiven Wärmeübergang am längsangeströmten Zylinder 
enthalten. Bild 72 (rechts) zeigt das Verhältnis der Nusseltzahlen Nud aus der zweiphasi-
gen Simulation zu den Werten aus der VDI-Korrelation für rein konvektiven Wärmeüber-
gang. 
 
Bild 72: Nusseltzahl aus der Siedesimulation im Vergleich zur einphasigen VDI-
Korrelation für den längsangeströmten Zylinder 
Für niedrige Reynoldszahlen Red (bei v0 → 0) sind die mittleren Nusseltzahlen Nud aus der 
zweiphasigen Simulation nahezu um eine Größenordnung höher als der hier niedrige ein-
phasige und rein konvektive Wärmeübergang aus der VDI-Korrelation. 
Mit steigender Reynoldszahl ist der Wärmeübergang in den zeitlich lang anhaltend vorlie-
genden Filmsiedebereichen auf der Bauteiloberfläche nahezu von der Anströmung unab-
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hängig. Der zusätzliche konvektive Wärmeübergang durch den Anstieg von Red macht sich 
deshalb nur in den wiederbenetzten Bereichen der Oberfläche bemerkbar, so dass die mitt-
lere Nusseltzahl zunächst abfällt. Erst bei noch weiter steigenden Reynoldszahlen Red be-
wirkt der frühere Wiederbenetzungsstart und der weiter anwachsende Wärmeübergang in 
der Blasensiedephase und der einphasigen Konvektion einen Anstieg der mittleren zwei-
phasigen Nusseltzahl aus der Simulation. Die Kurvenverläufe für die ein- und zweiphasige 
Nusseltzahl weisen danach ab etwa Red ≥ 10.000 den gleichen qualitativen Verlauf auf, der 
sich in Bild 72 (rechts) in einem Anstreben eines nahezu konstanten Verhältnissen Nud,Sim / 
Nu d,VDI ≈ 1,5 äußert (zweiphasiger Wärmeübergang ist etwa 50 % höher im Vergleich 
zum einphasigen Wärmeübergang). 
6.7 Variation der Liquidtemperatur 
Bei einer Anströmgeschwindigkeit von v0 = 0,1 m/s wurde die Fluidunterkühlung der 
Strömung Tsub = Tsiede - Tliq variiert. Das Bild 73 zeigt die lokalen Wärmeübergangskoeffi-
zienten (WÜK) für eine feste Position auf der Mantelfläche im Vergleich. 
 
Bild 73: Verlauf des lokalen Wärmeübergangskoeffizienten in Abhängigkeit von der loka-
len Wandüberhitzung (links) und der Zeit (rechts), (v0 = 0,1 m/s, z / L = 0,5) 
Eine Zunahme der Fluidunterkühlung Tsub bewirkt einen (zeitlich) früheren eintretenden 
Siedefilmzusammenbruch (verdeutlicht durch den Anstieg des lokalen Wärmeübergangs-
koeffizienten), der bei umso höherer Wandüberhitzung Tsup eintritt. Der gleiche Trend gilt 
auch bezüglich der Wandüberhitzung beim Erreichen des maximalen lokalen Wärmeüber-
gangskoeffizienten. Jedoch bewirkt hier eine höhere Fluidunterkühlung Tsub einen be-
tragsmäßig geringfügig niedrigeren maximalen WÜK. 
Die Auswirkung der Fluidunterkühlung Tsub auf die Dauer der Filmsiedephase auf der Zy-
lindermantelfläche (vgl. Kapitel 6.2.6) zeigt das Bild 74 im Vergleich zwischen Experi-
ment und Simulation. 




Bild 74: Auswirkung der Fluidunterkühlung Tsub auf die Dauer der Filmsiedevorgänge an 
der Mantelfläche (Probe Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,1 m/s) 
Ein Anstieg von Tsub bewirkt dabei eine in guter Näherung lineare Abnahme der Filmsie-
dedauer auf der Mantelfläche des Zylinders von ca. 55 s (Tsub = 20 K) bis auf etwa 20 s 
(Tsub = 60 K). 
6.8 Härteverläufe 
Zu Verifikationszwecken erfolgt zunächst der Vergleich von gemessenen sowie mittels 
Werkstoffsimulation bestimmten lokalen Abkühlverläufen im Bauteil. Darauf folgend 
werden die lokalen und flächengemittelten Härteverläufe an den Oberflächen der Proben-
körper aus Simulation und Experiment verglichen. 
6.8.1 Temperaturverläufe im Bauteil  
Werkstoffsimulationen wurden gemäß Kapitel 5.3 am austenitischen Werkstoff 1.4305 
durchgeführt, um die lokalen Temperaturverläufe aus dem Abschreckexperiment (s. Kapi-
tel 5.2) und der entsprechenden Werkstoffsimulation vergleichen zu können. Die Ergebnis-
se zeigt beispielhaft das Bild 75. 
Übereinstimmungen sind insbesondere im Bereich des Filmsiedens und in Bezug auf die 
Lage des Leidenfrostpunktes zu erkennen. Zum Ende des Abschreckprozesses im Bereich 
des Blasensiedens und/oder der einphasigen Konvektion treten stellenweise Abweichungen 
im Temperaturverlauf auf. 
Eine Übertragung der zeitabhängigen Randbedingungen (WÜK-Verläufe) auf Werk-
stoffsimulationen am Werkstoff 20MnCr5 wird durchgeführt. Zu Beginn des Abschreck-
prozesses bei Tsup,solid(t = 0 s) = 800 K ist das Gefüge in beiden Werkstoffen austenitisch 
geprägt und damit sind auch die Materialeigenschaften, insbesondere die Wärmeleitfähig-
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keiten beider Werkstoffe nahezu identisch. Die Temperaturverteilungen im Bauteil zwi-
schen Wand- und Kernbereich in den mit Siedefilm bedeckten Bereichen stimmen überein. 
Da die Martensitstarttemperatur beim Werkstoff 20MnCr5 Ms ≈ 410 °C beträgt, wird diese 
Abweichung vernachlässigt. 
 
Bild 75: Abkühlkurven aus Experiment und Werkstoffsimulation im Vergleich (Probe 
Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,3 m/s, Material: 1.4305) 
Im Verlauf der Abkühlkurven bei niedrigeren Wandtemperaturen steigt in den weniger 
schnell abkühlenden Kernbereichen des Bauteils die Wärmeleitfähigkeit im entstehenden 
ferritisch-perlitischen Gefüge deutlich an. Diese Abweichung fällt aufgrund der dann vor-
liegenden hohen Wärmeübergangskoeffizienten in Wandnähe nicht ins Gewicht. 
6.8.2 Oberflächenhärte 
Lokale Werte aus Experiment und Simulation 
Die im Experiment ermittelten Härteverläufe werden mit den Ergebnissen aus der Werk-
stoffsimulation in Bild 76 verglichen. An der dünnen Probe treten höhere Härtewerte auf, 
da aus dem geringeren Bauteilvolumen weniger Wärme aus dem Kern mittels Wärmelei-
tung zu den Außenbereichen des Bauteils transportiert und auf diese Weise eine schnellere 
Abkühlung erreicht werden kann. 




Bild 76: Oberflächenhärte an der Zylinder-Mantelfläche aus Simulation und Experiment 
Bei den Simulationsergebnissen ist insbesondere für die dünne Probe der deutliche Abfall 
der Härtewerte im Bereich der Position der aufeinandertreffenden Siedefronten (s. Kap. 
6.2.7) auffällig. Dieser Trend wird im Experiment nur bedingt gefunden.  
Die Härtemessungen zeigen, dass im unteren Bereich des zylindrischen Körpers bei z / L < 
0,5 steigende Anströmgeschwindigkeiten an der dünnen Probe steigende Härtewerte be-
wirken. Dieser Trend verläuft an der dicken Probe in umgekehrter Weise. Dieses Verhalten 
kann durch die Werkstoffsimulation wiedergegeben werden. 
Ergebnisse und Diskussion 
127 
 
Streuung der experimentellen Härtewerte 
Für jeden Messpunkt bei der Härtebestimmung wurde die Standardabweichung aus den 
Ergebnissen der drei Messdurchgänge je Probengeometrie und Anströmgeschwindigkeit v0 
bestimmt. Die Ergebnisse sind in Bild 77 als Fehlerbalken zum Vergleich dargestellt. 
 
Bild 77: Streuung bei der Härtemessung für beide untersuchten Probenkörper 
Die in Körpernähe der dünnen Probe aufwärts gerichtete Strömung der Liquidphase be-
wirkt bei steigender Anströmgeschwindigkeit v0 steigende Oberflächenhärte. Allerdings ist 
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dabei eine hohe Streuung der Ergebnisse hinzunehmen, die auch durch eine Steigerung von 
v0 nicht nennenswert gesenkt werden kann. Demgegenüber bewirkt die aufgrund des gro-
ßen Rückstromgebiets in Probennähe abwärts gerichtete Liquidströmung an der dicken 
Probe mit steigendem v0 nahezu konstante bzw. sogar leicht abfallende Härtewerte über 
der gesamten Probenlänge, die eine geringere Streubreite zeigen. 
Flächengemittelte Verläufe 
Für einen weitergehenden Vergleich der Ergebnisse wird über der Probenhöhe eine Mitte-
lung der Härtewerte aus Bild 76 durchgeführt, die Ergebnisse zeigt Bild 78. Bei der Be-
rechnung der Reynoldszahl Redh wird die jeweilige mittlere Anströmgeschwindigkeit v  im 
Ringspalt gemäß Tabelle 10 verwendet. 
 
Bild 78: Flächengemittelte Härte: Vergleich zwischen Experiment und Simulation 
Die dargestellten Verläufe der flächengemittelten Härtewerte stimmen hinsichtlich ihres 
qualitativen Verlaufs in Abhängigkeit von Redh mit den im Bild 69 gezeigten mittleren 
WÜKs an beiden Bauteilgeometrien überein. Für die dünne Probe ist dementsprechend ab 
einem Überschreiten einer Mindestreynoldszahl bzw. -anströmgeschwindigkeit ein stetiger 
Anstieg der erreichten mittleren Härtewerte zu erkennen (s. Kapitel 6.6.4). Dagegen zeigt 
sich für die Probengeometrie Ø 50 mm x 100 mm in Übereinstimmung mit dem Verlauf 
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des mittleren Wärmeübergangs, dass trotz einer kontinuierlichen Steigerung der Reynolds-
zahl bzw. -anströmgeschwindigkeit keine nennenswerte zusätzliche Erhöhung der betrach-
teten Härtewerte bewirkt werden kann. In diesem Fall bestimmt die Hydromechanik im 
Ringspalt einen nahezu von Redh unabhängigen Wert der Härte. 
6.9 Richtlinien für den Abschreckprozess zylindrischer Bauteile in 
Flüssigkeiten 
Aus den Ergebnissen aus Experiment und Simulation können Schlussfolgerungen zur prak-
tischen Gestaltung der vom Anwender einstellbaren Parameter im Abschreckprozess abge-
leitet werden. Die Richtlinien aus Tabelle 12 beziehen sich auf Ergebnisse bezüglich des 
Wiederbenetzungsverhaltens an den zylindrischen Probenkörpern aus den Kapiteln 6.2 
bis 6.6. 
Tabelle 12: Gestaltungsrichtlinien I 
Richtlinie Wirkung 
Anströmgeschwindigkeiten von v0 > 0,3 m/s 
verringern Streubreite signifikant hinsichtlich: 
 des Wiederbenetzungsstarts an der oberen 
Bauteilkante. 
 der Geschwindigkeit der unteren Siedefront. 
 Reproduzierbarkeit des Siede-
verlaufs steigt. 
Anströmgeschwindigkeiten von v0 > 0,75 m/s 
erhöhen den Einfluss des Rückstromgebiets im 
Bereich der unteren Bauteilkante (Probe Ø 30 
mm). 
 Anstieg der lokalen LFT. 
 Anstieg des lokalen WÜK. 
 Inhomogenitäten über der Bau-
teilhöhe steigen. 
Eine große Verblockung des Strömungsrohres 
(durch die dicke Probe Ø 50 mm) bewirkt eine 
abwärts gerichtete Liquidströmung in der Nähe 
der Mantelfläche des Bauteils. 
 Änderung der Strömungsstruktur 
ist nicht negativ. 
 Reproduzierbarkeit des Siede-
verlaufs kann ansteigen. 
 
Hinsichtlich des Härteverlaufs (an der Probenoberfläche) können die Gestaltungsrichtli-
nien aus Tabelle 13 basierend auf den Ergebnissen aus Kapitel 6.8 erarbeitet werden. 
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Tabelle 13: Gestaltungsrichtlinien II 
Richtlinie Wirkung 
Anströmgeschwindigkeiten von v0 ≥ 0,5 m/s 
erhöhen die Streubreite der lokalen Härte (bei 
aufwärts gerichteter Liquidströmung in Proben-
nähe (Probe Ø 30 mm)). 
 Reproduzierbarkeit sinkt. 
Richtlinie Wirkung 
Anströmgeschwindigkeiten von v0 ≤ 0,1 m/s 
steigern den Abfall der Härte über der Bauteil-
höhe (bei aufwärts gerichteter Liquidströmung in 
Probennähe (Probe Ø 30 mm). 
 Inhomogenitäten über der Bau-
teilhöhe steigen. 
Eine große Verblockung des Strömungsrohres 
(Probe Ø 50 mm) bewirkt eine abwärts gerichte-
te Liquidströmung in Bauteilnähe. 
 Reproduzierbarkeit steigt. 
 Streubreite der Härtewerte sinkt. 
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7 Zusammenfassung und Ausblick 
In der vorliegenden Arbeit wird ein Prozesssimulationsansatz zur Berechnung der Strö-
mungsstruktur und des Wärmeübergangs sowie des Materialverhaltens während des Ab-
schreckprozesses metallischer Bauteile in Flüssigkeiten vorgestellt. Es wird hierfür ein 
neuartiger Modellansatz zur Beschreibung des kompletten Siedeablaufs in allen Siedepha-
sen beim Abschrecken von Bauteilen verwendet. Dabei werden, basierend auf thermischen 
und mechanischen Gleichgewichtszusammenhängen Kriterien abgeleitet, anhand derer 
lokal überprüft wird, ob und in welchem Maße Verdampfung oder Kondensation des Ab-
schreckmediums auftritt. Auf diese Weise stellen sich zeitabhängig charakteristische Ver-
teilungen der Dampfphase ein, so dass die Siedephasen des Filmsiedens, des Blasensiedens 
sowie der Konvektionsphase abgegrenzt werden können. Innerhalb der einzelnen Siede-
phasen können die lokalen Wärmeübergänge an der Bauteiloberfläche abgebildet werden. 
Der Leidenfrostpunkt ist dabei ein direktes Simulationsergebnis, das sich in Abhängigkeit 
von den Wärmeströmen von der Wand zur Liquid- bzw. zur Dampfphase bestimmen lässt. 
Für parallel umströmte zylindrische Bauteile wird der aus dem instationären Strömungsfeld 
resultierende Abkühlverlauf im Bauteil für verschiedene Anströmgeschwindigkeiten ermit-
telt. Der Vergleich zwischen Abschreckexperiment und Strömungssimulation zeigt, dass 
die zeit- und ortsabhängige Abfolge der Siedephasen und die lokalen Abkühlverläufe im 
Körper in guter Übereinstimmung wiedergegeben werden. 
In einem weiteren Auswertungsschritt ermöglicht das siedephasenübergreifende Simulati-
onsmodell die Analyse zusätzlicher Prozessgrößen, die experimentell nicht oder nur sehr 
aufwändig erfassbar sind. So können der Verlauf der Leidenfrosttemperatur sowie zeitab-
hängige, lokale und flächengemittelte Wärmeübergangskoeffizienten an der Bauteilober-
fläche während des instationären Abschreckprozesses bestimmt werden. Zusätzlich liefert 
das Simulationsmodell die lokalen Strömungs- und Temperaturverteilungen in der Dampf-
phase in Bauteilnähe. 
Die aus der Simulation erhaltenen Wärmeübergangskoeffizienten werden als zeit- und 
ortsabhängige Randbedingungen verwendet, um die im Werkstück resultierenden Tempe-
ratur- und Phasenverteilungen sowie die sich daraus ergebenden Härteverläufe zu berech-
nen, die den experimentell bestimmten Werten gegenübergestellt werden. Insgesamt kann 
eine Übereinstimmung der Härtewerte und -verläufe sowie des Prozessverhaltens konsta-
tiert werden. 
Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass das vorgestellte, experimentell verifizierte 
Prozesssimulationsmodell die Vorhersage des gesamten Abschreckverlaufs von metalli-
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schen Bauteilen in verdampfungsfähigen Flüssigkeiten in Abhängigkeit von einstellbaren 
Anströmbedingungen zulässt. Hieraus lässt sich für zukünftige Prozessentwicklungen das 
Materialverhalten von Bauteilen bei der Abschreckung in Flüssigkeiten vorhersagen und 
damit Abschreckprozesse zur gezielten Einstellung von Bauteileigenschaften und zur Ver-
zugsminimierung in der Wärmebehandlung auslegen. 
Mit derartig gezielten Simulationsstudien des Abschreckprozesses lassen sich so auch für 
komplex geformte oder chargierte Bauteile Beiträge zu einer energie- und ressourceneffi-
zienten Prozessgestaltung ableiten. Dieses Potenzial kann somit erstmals auf der Basis des 
hier vorgestellten siedephasenübergreifenden Prozesssimulationsmodells für die Anwen-
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A.1 Modellparameter und Einflussgrößen im Simulationsmodell 
A.1.1 Unterrelaxation der Dampfbildungsrate ε 
Die aus der Unterrelaxation der Dampfbildungsrate ε (s. Kapitel 4.2.2) resultierenden Ab-
kühlkurven an der Oberfläche der Probe Ø 30 mm x 150 mm zeigt Bild 79 an für verschiede-
ne Werte von ε bei v0 = 0,3 m/s. 
 
Bild 79: Lokale Abkühlkurven für verschiedene Unterrelaxationsparameter ε im Vergleich 
(z / L = 1 / 4) 
Für Werte im Bereich 0,05 ≤ ε ≤ 0,2 liegen nahezu identische Verläufe der lokalen Abkühl-
kurven in allen Siedephasen vor (für ε = 0,2 sind noch leichte Schwankungen in der Filmsie-
dephase erkennbar). Dagegen zeigen die Abkühlkurven für den maximalen und minimalen 
untersuchten Wert von ε = 0,4 bzw. ε = 0,025 einen abweichenden Abkühlverlauf während 
der Phase des Filmsiedens sowie hinsichtlich des Leidenfrostpunktes, der für den lokalen Zu-
sammenbruch des Siedefilms an der heißen Oberfläche steht. Auf Basis dieser Daten wurde 
deshalb der Wert des Unterrelaxationsparameters der Dampfbildung in dieser Arbeit mit 
ε = 0,1 Gl. 64 





Der im Siedemodell vorzugebende Dampfblasendurchmesser db beeinflusst die Geschwindig-
keits- und Temperaturgradienten zwischen den Phasen (s. Kapitel 4.1.3). Der Einfluss dieser 
Größe auf das Simulationsergebnis in den verschiedenen Siedephasen wird im Folgenden 
erläutert. 
Filmsiedephase 
Während der Phase des Filmsiedens (bei αvap → 1) wird die Wärme im Modellansatz allein 
durch Wärmeleitung im Dampf übertragen, so dass der fluidseitige Wärmeübergang an der 
Wand aufgrund der geringen Wärmeleitfähigkeit (beabsichtigterweise) limitiert ist. Es bildet 
sich im Dampffilm auf einer vergleichsweise geringen Strecke in wandnormaler Richtung ein 
Temperaturgradient von der Wandtemperatur Twand bis zur Siedetemperatur Tsiede aus. Im Sie-
demodell ist der Wärmetransport durch Wärmestrahlung von der Wand an die Phasengrenz-
fläche nicht implementiert (s. Abschätzung im Kapitel A.1.6). 
Die beschriebenen Auswirkungen des Dampfblasendurchmessers auf das Simulationsergebnis 
zeigt das Bild 80. Dabei steht db = 1 ∙ db,0 für den im Rahmen dieser Arbeit gemäß Kapitel 
4.1.4 verwendeten Dampfblasendurchmesser. 
 
Bild 80: Lokaler Abkühlverlauf und oberflächentemperaturabhängiger Wärmeübergangskoef-
fizient aus der Simulation bei verschiedenen Dampfblasendurchmessern db 
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In der Filmsiedephase bedeuten niedrige Dampfblasendurchmesser im Hinblick auf den er-
mittelten Wärmeaustausch, dass aufgrund der sich ergebenden hohen Austauschfläche zwi-
schen den Phasen der Wärmeübergang vom Dampf- an die Liquidphase steigt. Ist der maxi-
male Dampfblasendurchmesser bei αvap → 1 zu niedrig gewählt, wird im Simulationsmodell 
an der Dampf-Liquid-Kontaktstelle mehr Energie dem Dampfpolster entnommen, als ihm 
durch den Wärmestrom an der Wand hinzugefügt werden kann. Zunächst bedeutet dies nur 
die zunehmende Erwärmung der Liquidphase und damit ein potenzielles zusätzliches Ver-
dampfen von Liquid in den betroffenen Bereichen. Dadurch wird jedoch aufgrund der zusätz-
lich benötigten Energie in Form von Verdampfungsenthalpie der unmittelbaren Umgebung 
erneut Wärme entzogen, so dass in der Folge der Temperaturgradient im Dampffilm größer 
wird. Letztlich steigt dadurch der Wärmeübergang in den mit Dampffilm bedeckten Oberflä-
chenbereichen zu stark an. Die von Dampffilm belegten Teilbereiche der Oberfläche kühlen 
stark aus, so dass die Leidenfrosttemperatur lokal früh unterschritten wird. Zusätzlich zieht 
ein geringerer Dampfblasendurchmesser eine höhere konstitutionelle Liquidüberhitzung und 
damit eine höhere Wärmestromdichte zur zusätzlichen Verdampfung im entwickelten Siede-
modell nach sich (s. Kapitel 3.6 und 4.2), so dass der Dampffilmzusammenbruch bzw. der 
Übergang vom Film- zum Blasensieden bei höheren Wandtemperaturen erfolgt. 
Zu niedrige Dampfblasendurchmesser db können im Modell zu einer starken Auskühlung der 
Dampfanteile in Wandnähe führen, so dass in Oberflächennähe die Siedetemperatur im 
Dampf unterschritten wird. Es erfolgt Kondensation in unmittelbarer Bauteilnähe und soforti-
ger Liquidkontakt an der Wand. Im umgekehrten Falle kann durch zu hohe Dampfblasen-
durchmesser der Wärmestrom durch das Dampfpolster so niedrig werden, dass die Filmsiede-
phase über einen zu großen Zeitraum vorliegt. 
Phase des Blasensiedens 
Nach dem Siedefilmzusammenbuch verursacht der implementierte Abfall des Dampfblasen-
durchmessers bin zu db,min bei αvap → 0 die notwendige Änderung des für den Wärmeüber-
gang zuständigen Mechanismus. Die geringeren Dampfblasendurchmesser ermöglichen wäh-
rend des Blasensiedens im Bereich 0 < αvap < 1 eine wiederkehrende Abfolge aus Verdamp-
fung und Rekondensation. Der Wärmeübergang wird durch die in unmittelbarer Wandnähe 
innerhalb des dort befindlichen Liquids „verbrauchte“ Verdampfungsenthalpie stark erhöht. 
Die Dampfblasen können aufgrund des geringeren Dampfblasendurchmessers gut von der 
Strömung abtransportiert werden, kühlen rasch ab und kondensieren. Auf diese Weise kann 
dieser Vorgang häufig wiederholend stattfinden und den effizienten Wärmeübergangsmecha-




Fazit und Ausblick 
Die Ausgestaltung der im Siedemodell angenommen Dampfblasendurchmesser erfolgte, wie 
im Kap 4.1.4 beschrieben, basierend auf den Größenordnungen der in der Literatur angegebe-
nen Werte. Insbesondere hinsichtlich der Siedefilmkinetik und der Leidenfrosttemperatur 
konnte Übereinstimmung zwischen Experiment und Simulation erreicht werden. Die während 
des Blasensiedens auftretenden maximalen lokalen Abkühlraten werden vom Simulationsmo-
dell in ihrer maximalen Intensität überschätzt, so dass für zukünftige Modelloptimierungen 
insbesondere hier ein mögliches Augenmerk zu legen wäre. 
Darüber hinaus wäre eine Anpassung des maximalen und minimalen Dampfblasendurchmes-
sers, bspw. als Funktion der Anströmgeschwindigkeit v0 oder von der Orientierung der jewei-
ligen Teilflächen denkbar. Zusätzliche Detailgrade könnten über die Abhängigkeit von der 
Dampftemperatur erreicht werden. Voraussetzung für diese Modellerweiterungen ist eine ge-
eignete experimentelle Datenbasis. 
A.1.3 Impulsaustausch 
Der Einfluss des Dampfblasendurchmessers auf den Impulsaustausch zwischen der Dampf- 
und der Liquidphase im entwickelten Siedemodell soll hier ebenfalls abgeschätzt werden. 
Filmsiedephase 
Innerhalb der Filmsiedephase bewirken die im Siedemodell gewählten maximal auftretenden 
Dampfblasendurchmesser, dass der Impulsaustausch aufgrund der geringeren zur Verfügung 
stehenden Austauschfläche niedrig ausfällt. Dadurch wird verhindert, dass die Liquidströ-
mung die vorhandenen Dampfgehalte in Wandnähe (zumindest bei vergleichsweise geringen 
Relativgeschwindigkeiten zwischen den Phasen) mitreißt und dadurch der Dampffilm auf-
bricht. Dieser Mechanismus könnte ansonsten unabhängig von dem Wärmeaustausch im 
Dampffilm für einen sofortigen Dampffilmzusammenbruch sorgen. Allerdings hat sich dieser 
Ansatz als nicht ausreichend herausgestellt, um das Fehlen der die Phasengrenzfläche stabili-
sierenden Kräfte der Grenzflächenspannung σ und dem entgegenwirkenden erhöhten Dampf-
druck im Inneren der Blase zu kompensieren. Insbesondere an der Mantelfläche des Körpers 
treten bei der Verwendung eines isotropen Modells für den Impulsaustausch Instabilitäten des 
Dampffilms auf. In der Literatur werden verschiedene Ansätze verfolgt, die Phasengrenzflä-
che schärfer auszuprägen bzw. zu stabilisieren. Ein Ansatz stellt die Verwendung eines aniso-
tropen Drag-Modells dar [Strubelj et al., 2009]. Die resultierenden Unterschiede hinsichtlich 
der Dampffilmstruktur in der Strömungssimulation zeigt das Bild 81. 




Bild 81: In wandparalleler Richtung überströmter Dampffilm bei konstanter Wandtemperatur 
Tsup = 800 K bei Verwendung eines a) isotropen und b) anisotropen Drag-Modells 
Nach einer Einlauflänge aufgrund der hohen Verdampfungsraten ist der sich bildende Dampf-
film in Wandnähe zu erkennen. Im isotropen Drag-Modell wird der Dampffilm mit zuneh-
mender Laufrichtung auch in wandnormaler Richtung beschleunigt, so dass die Dampfströ-
mung ausgedünnt und stellenweise eine lokale Wiederbenetzung der heißen Oberfläche er-
folgt. Bei Verwendung eines anisotropen Drag-Ansatzes wird die wandnormale Beschleuni-
gung des Dampfes soweit gemindert, dass die geschichtete Anordnung der Strömung auch 
über große Lauflängen der wandparallelen Liquidströmung aufrechterhalten wird. 
Blasensieden 
Nach dem lokalen Dampffilmzusammenbruch ermöglicht der verringerte Dampfblasen-
durchmesser einen effizienten Abtransport des Dampfes durch die Liquidströmung. 
Fazit und Ausblick 
Der Mechanismus zur Stabilisierung des Dampffilms hat sich im beschriebenen Geschwin-
digkeitsbereich v0 ≤ 1 m/s als gut geeignet zur Modellierung der Siedeprozesse bei der Zylin-
derabschreckung herausgestellt. Bei der Simulation deutlich höherer Geschwindigkeiten 
konnte ein frühes Aufbrechen des Dampffilms festgestellt werden. An dieser Stelle ist eine 
Modelloptimierung notwendig. 
A.1.4 Zellgröße des numerischen Gitters 
Abhängigkeiten 
Im wandnahen Bereich, in dem Verdampfung auftritt, ist eine wechselseitige Abhängigkeit 
zwischen der Ausdehnung der Zellen in wandnormaler Richtung und der in den Quell- und 
Senkentermen des Siedemodells berücksichtigten mittleren Zelltemperaturen und dem vorzu-
gebenden Dampfblasendurchmesser db vorhanden. Im Euler-Euler-Mehrfluid-Ansatz ist eine 
feine Auflösung der Dampfblasen mit Gitterzellen, die kleiner gewählt werden als der 




der Abstimmung der Zellgrößen und der minimal auftretenden Blasendurchmesser im Modell 
bereits in der zitierten Literatur hingewiesen (s. Kapitel 4.1.4). Die mittlere Zelltemperatur 
kann als die mittlere Dampftemperatur innerhalb dieser Blasen interpretiert werden. 
Fazit und Ausblick 
Für das Siedemodell ist eine von der Probengeometrie abhängige Netzgestaltung unter Beach-
tung der beschriebenen Abhängigkeiten vorzusehen. Bei korrekter geometrischer Netzgestal-
tung ist es möglich, den Siedemodellansatz auch für andere Bauteilgeometrien oder grundle-
gend verschiedenartige Strömungsformen (z.B. radiale Umströmung eines Körpers, Prall-
strömungen) einzusetzen. 
A.1.5 Druckeinflüsse 
Aufgrund der im Simulationsmodell nicht enthaltenen Oberflächenspannungseffekte an der 
Phasengrenzfläche sowie der Einschränkung des Euler-Euler-Mehrfluid-Ansatzes, nur ein 
geteiltes Druckfeld für beide Phasen zu berechnen, wird der Einfluss einer Verschiebung der 
Siedetemperatur aufgrund des erhöhten Druckes im Inneren der Dampfblase (s. Kapitel 3.6) 
nicht berücksichtigt. Das gleiche gilt für einen möglicherweise erhöhten Staudruck auf den 
direkt mit der eintreffenden Liquidströmung beaufschlagten Teilflächen des Körpers sowie 
für die Änderung des statischen Druck entlang der Probenlänge im Tauchbad. Aufgrund der 
vergleichsweise geringen Strömungsgeschwindigkeiten bzw. der geringen Längen der unter-
suchten Probengeometrien sind die durch diesen Effekt hervorgerufenen Druckänderungen 
vernachlässigbar. 
A.1.6 Einfluss der Wärmestrahlung 
Während der lokale, zeitabhängige Wärmestrom aufgrund von Konvektion konvq  als Ergeb-
nis aus der numerischen Simulation des Abschreckprozesses erhalten wird, ist der Einfluss 
des Wärmeübergangs durch Strahlung radq  in dem Simulationsmodell nicht berücksichtigt. 
Der Gesamtwärmestrom konvradgesamt qqq    setzt sich aus der Summe dieser beiden 
Teilwärmeströme zusammen [Meduri et al., 2009]. Um den Anteil der Wärmestrahlung am 
Gesamtwärmestrom während der Abschreckung abzuschätzen, wird der Teilwärmestrom radq  
berechnet. Die auf den Einfluss der Wärmeübertragung durch Wärmestrahlung zurückzufüh-
rende Wärmestromdichte radq  [W/m
2] ist [Baehr und Stephan 2006]:  
 4Umgebung4wandrad TTεσq 
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Die Stefan-Boltzmann-Konstante beträgt σ = 5,67∙10-8 [W/(m2K4)], ε steht für die Emissivität 
[-] der abstrahlenden Oberfläche. Als Umgebungstemperatur wird TUmgebung = Tsiede = 
373,15 K angenommen. Für die Emissivität ε der abstrahlenden Oberfläche werden verschie-
dene Werte 0,15 ≤ ε ≤ 0,8 für Stahloberflächen (oxidiert und poliert) angenommen [Böckh 
2006; VDI 2006]. Der flächenbezogene Mittelwert von radq  an der Mantelfläche des dünnen 
Zylinders Ø 30 mm x 150 mm ist in Bild 82 über der flächengemittelten Wandüberhitzung 
Tsup dargestellt. 
 
Bild 82: Anteil der Wärmestrahlung am Gesamtwärmestrom an der Mantelfläche des zylindri-
schen Bauteils (Ø 30 mm x 150 mm, v0 = 0,5 m/s und Tliq,0 = 60 °C) 
Ausgehend von einer hohen Wandüberhitzung Tsup ist ein Abfall des Anteils der Wärmestrah-
lung radq  am Gesamtwärmestrom im Verlauf der Abschreckung zu erkennen. Bei einer Emis-
sivität von ε = 0,8 für oxidierte Oberflächen erfolgen zu Beginn der Abschreckung ca. 18 % 
der Gesamtwärmestromdichte durch Wärmestrahlung. Jedoch fällt dieser Anteil bereits für 
Wandüberhitzungen von Tsup < 600 K auf weniger als 10 % ab und hat im weiteren Verlauf 
der Abkühlung nur noch einen geringen Einfluss. 
In der Filmsiedephase wird durch Wärmestrahlung ein zusätzlicher Wärmestrom zwischen 
der Wand und der Phasengrenzfläche realisiert, der im vorliegenden Modell nicht berücksich-




Dampffilm und führt hinsichtlich des Simulationsergebnisses zu tendenziell zu geringen 
Dampffilmdicken. Aus diesem Grund ist die Implementierung der Wärmestrahlung für zu-
künftige Weiterentwicklungen des Simulationsmodells von Bedeutung. 
A.2 Stoffwerte 
Für Wasser wurden in der Liquid- und Dampfphase temperaturabhängige Stoffwerte nach 
[Baehr und Stephan 2006] verwendet, siehe Tabelle 14. Temperaturabhängige Änderungen 
der Dichten beider Phasen werden über den Boussinesq-Ansatz in der Simulation berücksich-
tigt (s. Kapitel 4.1.2) 
Tabelle 14: Stoffwerte von Wasser (flüssig und dampfförmig) in der Strömungssimulation 

















4179 0,629 6,53∙10-4 
2∙10-4 
323,15 4180 0,64 5,47∙10-4 
333,15 4183 0,651 4,66∙10-4 
343,15 4188 0,66 4,03∙10-4 
353,15 4196 0,667 3,54∙10-4 
363,15 4195 0,673 3,14∙10-4 





2042 0,02508 1,15∙10-5 
1,5∙10-3 
473,15 1975 0,03328 1,62∙10-5 
573,15 2013 0,04342 2,03∙10-5 
673,15 2070 0,05476 2,45∙10-5 
773,15 2135 0,06697 2,86∙10-5 
873,15 2203 0,07989 3,26∙10-5 
973,15 2273 0,09337 3,65∙10-5 
1073,15 2343 0,1073 4,04∙10-5 
1173,15 2412 0,1217 4,41∙10-5 
1273,15 2478 0,1633 4,77∙10-5 
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Für das Material des zylindrischen Probenkörpers sind in der Simulation die temperaturab-
hängigen Stoffwerte des austenitischen Werkstoffs 1.4305 (keine metallische Phasenumwand-
lung) entsprechend [Eisenforschung 2005] gemäß Tabelle 15 zugrunde gelegt worden. 










-3,071∙10-5*T² - 4,023∙10-1*T + 7992 
482 12,6 
1273,15 645 27,6 
 
Zwischen den gegebenen Stoffwerten aus Tabelle 14 und Tabelle 15 wurde jeweils ein linea-
rer Verlauf interpoliert (Der Verlauf der Dichte des Probenwerkstoffs wurde als Polynom 
zweiter Ordnung in Abhängigkeit von der Temperatur [K] implementiert. 
